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Cette thèse aborde à la fois des aspects comportementaux et numé-
riques de la réponse mécanique du massif rocheux au creusement d’un
tunnel. La comparaison de critères existants a mis l’accent sur quelques
points clefs, comme la dépendance du critère à la contrainte moyenne et
le ratio d’extension. Une fonction de charge, aisément identiﬁable à partir
des essais, au caractère régulier et convexe, capable de tenir compte de la
forme de l’enveloppe de Mohr du critère, ainsi que du ratio d’extension, a
été proposée : on peut ainsi réaliser des formes régularisées des critère de
Mohr-Coulomb et de Hœk-Brown.
Le développement de ce nouveau critère a été complété par la pro-
position d’une méthode d’abaques numériques, accélérant grandement la
résolution. Pour le critère proposé, le problème physique est équivalent à
un problème purement géométrique, en coordonnées polaires dans le plan.
On peut ainsi constituer des abaques numériques qui permettent d’obtenir
directement la valeur des déformations plastiques, ce qui diminue drasti-
quement le temps de calcul
Les méthodes de calcul des tunnels ont fait l’objet d’une synthèse biblio-
graphique, précisant les domaines et les limites d’emploi des méthodes uti-
lisées par les ingénieurs pour dimensionner les tunnels. La modélisation du
creusement des tunnels a été réalisée à l’aide de l’algorithme stationnaire,
conçu pour calculer le comportement de systèmes soumis à des charge-
ments mobiles. Cet algorithme a été programmé pour intégrer le nouveau
critère et la méthode des abaques numériques.
Les outils ainsi développés ont pu être confrontés à un cas d’étude
réel, à partir de données fournies par l’Agence Nationale de Gestion des
Déchets Radioactifs (ANDRA) au titre du projet européen MODEX-REP
(projet s’insérant dans le cadre du 5e plan EURATOM de la commission
européenne). L’étude de ces données a permis de déﬁnir une variable de
dégradation de la roche, aisément identiﬁable et permettant de paramétrer
le critère pour la roche endommagée.
Mots-clefs Mécanique des sols, mécanique des roches, lois de comportement,
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Introduction
Le plus ancien ingénieur était certainement mécanicien des roches1 : en ef-
fet, le premier souci de l’être humain fut certainement de s’assurer que la caverne
qu’il habitait présentait un minimum de garanties de stabilité. La première véritable
industrie humaine fut celle des outils de silex, qui a requis des capacités d’organi-
sation dans les domaines de l’extraction et de la production manufacturée. Même
après qu’ils aient adopté des outils de métal, et quitté, pour la plupart, leurs habita-
tions troglodytes, les hommes n’ont pas renoncé, bien au contraire, à l’exploitation
du monde souterrain en général et rocheux en particulier : l’attribution, à l’insti-
gation de Thémistocle, des revenus des mines du Laurion au ﬁnancement d’une
ﬂotte de combat assura la prospérité et la prééminence de la thalassocratie athé-
nienne. De même, entre les deux guerres puniques, l’épopée barcide en Espagne
visa à redonner à Carthage les moyens de ses ambitions par la mainmise sur des
ressources minières parmi les plus riches de l’Antiquité, et la perte de ses posses-
sions ibériques scella le destin de la métropole phénicienne, un demi-siècle avant
sa chute.
Les conquistadors espagnols établirent, par la possession de l’or des Amé-
riques, la puissance de leur patrie d’origine. La révolution industrielle est indisso-
ciable de la machine à vapeur et donc de l’industrie du charbon : outre sa puissance
industrielle et navale, la possibilité de l’Angleterre victorienne de garantir, par un
charbon abondant et de qualité, un fret de retour pour ses importations a contribué
à l’établir comme la puissance maritime par excellence de son époque. Le chemin
de fer, par les contraintes de tracé qu’il impose, contribue à l’essor d’un nouveau
type d’ouvrage souterrain : les tunnels. Les infrastructures modernes repousseront
sans cesse les limites de ce type d’ouvrage. Le XXe siècle entraîne également de
nouveaux champs d’application pour la mécanique des roches au travers de l’ex-
ploitation pétrolière et des recherches entreprises dans le domaine du stockage des
déchets nucléaires.
Pourtant en dépit de cette nécessaire et permanente contribution au dévelop-
pement des sociétés organisées, le monde souterrain a mauvaise presse : n’est ce
pas là que la mythologie grecque situe les Enfers, le domaine des morts ? Peut
1Le traité De Re Metallica de Georg Bauer, alias Georg Agricola, exposant les méthodes d’exé-
cution des souterrains, et qui devait faire autorité pour des siècles, remonte à 1556.
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être est-ce parce que le tribut payé pour exploiter les entrailles de la terre a tou-
jours été effroyable : de l’Antiquité où la condamnation aux mines équivalait à une
condamnation à mort, jusqu’à l’ère contemporaine où l’incroyable croissance de
l’industrie chinoise ne peut faire oublier le taux d’accident tout aussi incroyable de
ses mines de charbon, en passant par le caractère quasi génocidaire du travail forcé
des amérindiens après la conquête du Pérou et les mines de sel du goulag, le monde
souterrain a souvent été synonyme des pires conditions de travail pour l’homme.
Même les images positives comme la légendaire solidarité des mineurs ne peuvent
faire oublier les image tout aussi fortes « des enfants de huit ans travaillant dans
les mines », des coups de grisou et de la silicose. Même dans un contexte social
avancé, le risque n’est jamais nul, et son caractère souvent imprévisible le rend
encore plus redoutable.
L’ingénierie des travaux souterrains se retrouve donc confrontée à la nécessité
d’exploiter un domaine hostile. La gestion des déchets nucléaires pose de nou-
veaux problèmes : l’éventuel enfouissement des déchets à durée de vie longue au
cœur d’un massif rocheux a entraîné des recherches aﬁn de connaître très précisé-
ment l’impact de l’excavation sur la roche environnante. Alors qu’une exploitation
minière impose d’optimiser la production en garantissant la sécurité pour la durée
de l’exploitation, qu’un tunnel routier impose de garantir la pérennité à l’exploita-
tion d’un ouvrage extrêmement coûteux, un site de stockage se doit de présenter
des garanties d’étanchéité et d’endommagement draconiennes. Cependant, les re-
cherches induites par des problèmes de sécurité nucléaires sont susceptibles de re-
tombées pour d’autres secteurs d’activité, notamment en permettant une meilleure
connaissance des matériaux rocheux et des effets de l’excavation. Ce mémoire se
situe dans ce contexte.
Le chapitre I s’intéresse aux critères. Que ce soit pour caractériser la limite
d’élasticité, d’endommagement ou de rupture, des critères ont pu être proposés
pour différents matériaux. Une réﬂexion a donc été menée sur le thème des cri-
tères. Comparer les caractéristiques de différents critères usuels conduit à établir
la signiﬁcation physique de ces différences. Pour tenir compte des caractéristiques
expérimentales connues des matériaux rocheux, en particulier obtenir des caracté-
ristiques aisément identiﬁables à partir d’un matériel d’essai standard, une nouvelle
fonction de charge pour les géomatériaux a été proposée, dont l’implémentation
sera abordée en détails au chapitre III.
Le chapitre II est consacré au dépouillement d’essais effectués par différents
laboratoires sur les argilites de l’Est. Ces essais avaient été fournis par l’ANDRA2,
dans le cadre du projet de recherche européen MODEX-REP. Pour une couche
géologique choisie, l’analyse a amené à distinguer trois familles de comportement.
L’étude des essais réalisés permet d’établir un paramètre de dégradation identi-
ﬁable à partir de la déformation déviatorique plastique.
Le chapitre III consacré aux méthodes de calculs des tunnels rappelle diffé-
2Agence Nationale pour la gestion des Déchets Radioactifs
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rentes méthodes de dimensionnement. L’évocation de la méthode convergence-
conﬁnement permet, au travers de la comparaison de différents modèles de conver-
gence de mettre en évidence l’inﬂuence du coefﬁcient de Poisson au voisinage im-
médiat du front de taille. La méthode de calcul stationnaire qui sera implémentée
pour réaliser les calculs d’excavation présentés au chapitre IV page 97 est rappe-
lée et détaillée. Indépendamment de cette hypothèse, on présente également une
méthode de construction d’« abaques numériques » dont la réalisation permet de
calculer les déformations plastiques pour des critères non circulaires, avec un bé-
néﬁce substantiel en terme de coût calculatoire par comparaison aux algorithmes
classiques de retour radial.
Le chapitre IV présente les résultats obtenus en simulant une excavation dans la
roche étudiée au chapitre II, à l’aide de l’algorithme de calcul stationnaire, pour la
fonction de charge générale déﬁnie au chapitre I. L’étendue de la zone endomma-
gée autour de l’excavation ainsi que le taux de dégradation de la roche sont estimés.
On verra également que les plus violentes variations de contrainte concentrées au





Les contraintes principales sont ordonnées de la manière suivante :
σI ≥ σII ≥ σIII (tractions positives)
On notera les invariants des contraintes suivants :

















Nous utiliserons principalement ces invariants, toutefois certains critères utilisent plutôt
les invariants polynomiaux constitués par les coefﬁcients du polynôme caractéristique, qui
seront notés de la manière suivante :
II = σI + σII + σIII = I1 (I.4)




IIII = detσ = σIσIIσIII =
I31
6
− I2I1 + I3 (I.6)





Nous utiliserons aussi les invariants du déviateur des contraintes
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2 CHAPITRE I. LES CRITÈRES
On utilisera les notations suivantes :
Rc résistance à la compression (Rc > 0)
k limite d’élasticité en cission simple Rc√
3
C cohésion
φ angle de frottement
σn contrainte normale
τ contrainte de cisaillement
H = Ccotgφ pression de cohésion
α, β, k coefficients du critère de
Drucker-Prager1






(équation (I.18) page 7)
mb







pression intérieure normalisée dans le







résistance de traction (critère de
Hœk-Brown) (σtm < 0)
η1,m4 coefficients du critère de Lade
modifié[50].
pa pression atmosphérique, exprimée dans les
mêmes unités que I1.
k1 constante du critère de
Matsuoka-Nakai [58]
Dans ce chapitre ainsi que dans les annexes A et B, les calculs dans le plan dé-
viatorique ont été effectués à l’aide du logiciel de calcul formel MATHEMATICA.
Préliminaire
Historiquement, la notion de critère est associée à la notion de limite d’élasticité.
Le critère traduit l’existence d’un domaine d’élasticité initial du matériau, tel que
si la contrainte σ se situe à l’intérieur de ce domaine, le comportement du matériau
demeure élastique. Différents types de critères ont été proposés pour tenir compte
du comportement des sols et des roches. La réﬂexion portera sur les critères eux-
mêmes, le sujet des lois de comportement étant abordé au chapitre II. Ce choix est
motivé par le fait qu’une fois la limite d’élasticité atteinte, le comportement diffère
selon la nature du matériau - et la loi adoptée diffère également selon l’interpréta-
tion qui peut être faite du comportement du matériau. Des lois de comportement
très différentes pouvant adopter un même critère de limite d’élasticité, il semble
pertinent de parler des différentes fonctions de charge avant d’aborder le compor-
tement inélastique proprement dit. Dans l’idéal, pour un matériau donné, le critère
choisi devrait représenter parfaitement le comportement de ce matériau quel que
1β vaut généralement 1 ou
√
3, ce qui induit également les variations sur la valeur des deux autres
constantes. Dans ce mémoire, β = 1.
2mb était noté m dans les premières versions du critères. A ne pas confondre avec le coefﬁcient
m du critère de Lade modiﬁé.
3a a été introduit pour le critère dit de Hœk-Brown modiﬁé. Dans le critère initial (développé
pour une roche intacte), il vaut 0,5.
4m=0 correspond au critère de Lade initial, ou critère de Lade-Duncan.
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(a) Critère de Tresca. (b) Critère de Mohr-Coulomb. (c) Critère de Hœk-Brown.
FIG. I.1 – Quelques critères anguleux
soit l’état de celui ci ; il devrait tenir compte de tous les paramètres présentant une
inﬂuence sensible sur le seuil d’élasticité. Malheureusement, tout particulièrement
dans le domaine de la géotechnique où le matériau étudié présente une importante
variabilité naturelle, l’expérimentateur est limité par le nombre et la ﬁabilité des
essais dont il dispose. Comme un essai ne correspond ﬁnalement qu’à une histoire
donnée, le savoir acquis pour un type d’essais ou de conditions de chargement ne
permet d’obtenir que des connaissances parcellaires, de sorte que la dépendance à
telle ou telle grandeur demeure inconnue. Pour prédire la résistance d’une struc-
ture, le critère calé sur quelques essais peut s’avérer erroné dès lors que le trajet
de chargement induit la variation d’une grandeur sensible demeurée constante lors
des essais. Aussi en exposant les diverses considérations sur les critères, nous nous
efforcerons de mettre en regard les notions évoquées avec les paramètres expéri-
mentaux, sans toutefois perdre de vue les contraintes inhérentes à l’implémentation
d’un critère dans un code de calcul (chapitre III).
I-1 Formes de critères
I-1.1 Critères anguleux et critères réguliers
Même en considérant le cas le plus simple, celui d’un critère basé sur la seule
cission, nous pouvons voir naître deux familles de critères différents, selon leur
représentation dans le plan déviatorique.
I-1.1-a Critères anguleux
La première catégorie de critère est celle des critères présentant des arêtes dans
le plan déviatorique. Ils s’écrivent pour la plupart en fonction des contraintes prin-
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cipales extrêmes.5 Le plus simple de ces critères est celui de Tresca (I.10). Plus uti-
lisés en géotechnique nous trouvons des critères comme celui de Mohr-Coulomb




















Ces critères sont généralement des critères de type courbe intrinsèque. On peut
passer de l’expression en fonction des contraintes principales extrêmes à l’équation
dans le plan de Mohr selon la formule de Balmer [5, 47] (I.13).















L’écriture exacte de l’équation du critère de Hœk-Brown dans le plan de Mohr a







Hoek propose une méthode approchée pour déterminer les coefﬁcients A et
B. Une détermination de la solution exacte de la courbe intrinsèque du critère de
Hœk-Brown étant plus complexe à obtenir [77].
Des solutions analytiques existent pour ce genre de critères, faisant la distinc-
tion entre régime de face et régime d’arête. Numériquement, l’existence du régime
d’arête les rend plus pénibles à implémenter.
I-1.1-b Critères réguliers
Il s’agit de critères dont la trace dans le plan déviatorique est une courbe sans







J2 − k (I.15)
5Il s’agit de la forme usuelle du critère.
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(a) Critère de Von Mises (b) Critère de Drucker-Prager (c) Critère de Drucker-Prager
parabolique[68]
FIG. I.2 – Quelques critères réguliers
De la même manière que le critère de Von Mises s’apparente au critère de Tresca, le
critère de Drucker-Prager [32] est historiquement associé à celui de Mohr-Coulomb.
















On a généralement β = 1, ou β =
√
3. Dans ce mémoire, β = 1
I-1.1-c Comportement du matériau réel
Il est bon de revenir aux notions liées au matériau et aux essais pour déterminer
quel est le critère le plus approprié. Pour les métaux, il semblerait que le comporte-
ment s’apparente plutôt à du Von Mises que du Tresca[17]. Pour les géomatériaux,
Pan et Hudson [68] rapportent une tendance [73, 2, 35, 49] à estimer que même si
la forme du critère serait plutôt lisse qu’hexagonale, la forme globale montrerait
une différence de comportement en extension et en compression, plus proche d’un
critère de Mohr-Coulomb que de Von Mises (cf. I-1.3).
I-1.2 Forme de la courbe intrinsèque
Si l’on considère le critère de Mohr-Coulomb, la courbe intrinsèque est une
droite dont la pente caractérise l’angle de frottement, ce qui ne traduit pas tou-
jours la réalité du comportement, les courbes intrinsèques des roches présentant
une forme parabolique. Depuis les années soixante des critères non linéaires ont
été développés pour simuler cet état de fait [68]. L’un des plus connus est celui de
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φ
LS
FIG. I.3 – Valeur de LS = 3−sinφ3+sinφ pour le critère de Mohr-Coulomb
Hœk-Brown qui a été constamment développé [44] pour pouvoir englober le plus
grand nombre de types de matériaux rocheux.







à la représentation dans le plan de Mohr. Il est possible de créer un critère parabo-
lique, circulaire dans le plan déviatorique, comme celui ci(ﬁgure I.2(c)), utilisant













J2 + mbσm − sRc (I.17)
Pour ces critères, une singularité peut apparaître "à la pointe". Concernant cette
zone (et plus généralement les zones pour lesquelles, on voit apparaître un état de
traction), il est bon de rappeler que, notamment lorsque l’on modélise le compor-
tement par une approche plastique[40], cette zone correspond à une décohésion
du matériau. Il convient donc, le plus souvent, de remettre en cause la validité du
modèle plutôt que de chercher à rafﬁner le critère. Du point de vue numérique, des
solutions permettent de régulariser cette courbe, si besoin est [82].
I-1.3 Différence de comportement en compression et en extension
Les géomatériaux présentent une forme déviatorique globale particulière, plu-
tôt arrondie mais surtout présentant une différence du comportement entre l’ex-
tension et la compression. En effet, pour une même pression moyenne, on peut
6Pour les critères dépendant de l’angle de Lode (c.f. section I-2.1 page suivante),une telle repré-





qui correspond à l’état
de contraintes d’un essai triaxial.
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mesurer une différence signiﬁcative sur la valeur de J2 entre une conﬁguration en
compression (σI = σII > σIII) (conﬁguration de l’essai triaxial classique) et
en extension (σI > σII = σIII) (essai d’extension, pour lequel on effectue une
montée en pression hydrostatique, avant de relâcher une contrainte principale). Les
valeurs ce ratio pour quelques critères courants sont produites (TAB. I.2 page 10).











) = (σI − σIII) (extension)
(σI − σIII) (compression) (I.18)
θ étant l’angle de Lode, déﬁni à la section I-2.1






– La valeur de 1 correspond à un cercle (Von Mises, Drucker-Prager) ou à un
hexagone régulier (Tresca). On pourrait avoir en théorie LS > 1 7, mais
cela correspondrait à des matériaux présentant un meilleur comportement en
traction plutôt qu’en compression.
– La valeur 12 correspond à triangle dans le plan déviatorique. Une valeur plus
petite aboutit à un critère qui n’est pas convexe.
L’insufﬁsance du critère de Drucker-Prager tient au fait que la valeur de LS pour ce
critère est de 1, alors que les valeurs obtenues expérimentalement concordent plus
avec le critère de Mohr-Coulomb (I-1.3). Certaines roches peuvent même présen-
ter une forme passant de triangulaire à circulaire, avec l’augmentation (en valeur
absolue ) de la contrainte moyenne [2, 49], ce qui correspond à un modèle de type
Hœk-Brown (Tab. I.2). Des critères réguliers existent cependant, tenant compte de
LS du matériau, et développés initialement pour des sols sans cohésion : le critère



















= k1IIII − I1III (I.20)
Ces critères peuvent être adaptés à des matériaux présentant une certaine cohésion.
I-2 Quelques considérations plus approfondies
I-2.1 Décomposition polaire des critères usuels
Il est courant de représenter la trace de la plupart des critères dans le plan
déviatorique, ou plan Π, c’est à dire un plan pour lequel σm est constant. Une
surface correspondant à un critère isotrope pouvant s’écrire en fonction des inva-
riants du déviateur des contraintes(J2, J3) et de la contrainte moyenne, on peut
7La convexité devenant impossible pour LS > 32 .
8 CHAPITRE I. LES CRITÈRES
donc exprimer les critères en substituant au troisième invariant l’angle de Lode
(équation (I.21)), qui permet d’obtenir dans le plan Π l’équation en coordonnées
polaires du critère (les variations de l’angle de Lode sur un sixième de l’espace
sufﬁsent du fait des symétries).
−π
6













En remplaçant les contraintes principales par leur écriture en fonction de ces in-
variants (I.22 ), on peut obtenir une autre formulation des critères, exprimée en























On remarque quelques valeurs particulières de θ :
– −π6 : extension (σI > σII = σIII) ;
– 0 :
(





– π6 : compression (σI = σII > σIII) ;
Ces valeurs correspondent respectivement aux valeurs -1, 0 et 1 de la grandeur μ









3 tan θ = 2
σII − σIII
σI − σIII − 1
(I.23)
On peut toutefois trouver des études dans le plan déviatorique qui utilisent sous le
nom d’angle de Lode l’angle suivant :




Dans le plan Π, on peut écrire l’équation du critère en coordonnées polaires sous
la forme suivante : √
J2 = σ+gp (θ) (I.25)
– La quantité σ+ ou rayon déviatorique est la valeur de
√
J2 pour θ = π6 ce





On peut ainsi tracer le critère dans un plan méridien (σm, σ+). Pour un cri-
tère comme celui de Drucker-Prager, l’expression du rayon déviatorique cor-
respond à l’équation du critère. On peut ainsi mettre en évidence l’existence
d’un « angle de frottement », ou le caractère « parabolique » d’un critère9.
8μ étant d’ailleurs la grandeur introduite par Lode [51].
9Ces notions sont mises entre guillemets, puisqu’elles introduisent une analogie avec la courbe
intrinsèque.
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Critère Expression courante Angle de Lode
Tresca (σI − σIII)−Rc 2
√
J2 cos θ −Rc




cos θ − sin θ sinφ√
3
)
−2C cosφ −C cosφ
Hoek-Brown (σI − σIII)−Rc
√




















TAB. I.1 – Expression de quelques critères en fonction de l’angle de Lode
– La fonction gp (θ) déﬁnit une « fonction de forme » du critère. Comme elle
est généralement indépendante de la contrainte moyenne10 (TAB. I.2 page










. De plus, on constate que cette fonction permet







Enﬁn, c’est la fonction de forme du critère qui permet de déterminer si ce dernier
est régulier ou présente des points anguleux. Les critères réguliers correspondent à















La convexité de la fonction g doit nécessairement être vériﬁée. Pour les critères
anguleux, comme le critère de Mohr-Coulomb, la condition de convexité est vraie
tant que LS ≥ 12 , le cas limite LS = 1/2 correspondant à un triangle dans le plan
déviatorique. Pour les critères réguliers, les conditions imposées sur la dérivée font
que l’on ne peut pas avoir de fonction régulière pour laquelle Ls = 12 , sous peine
de voir apparaître un point d’inﬂexion comme on peut le constater à la ﬁgure I.4(b)
page suivante. Il convient donc, en particulier lors du développement d’un critère
régulier servant à approcher un critère anguleux, de vériﬁer l’absence de point
d’inﬂexion de la fonction de forme. Pour qu’il y ait inﬂexion, il faut que la fonction
J(θ) suivante s’annule et change de signe pour une valeur θ de l’intervalle d’étude.
10À l’exception notable du critère de Hœk-Brown.
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2 cos θ 1








3 cos θ−sin θ sinφ)
3−sinφ
3+sinφ









− sin(θ+ 2π3 )+
√









TAB. I.2 – Rayon déviatorique, fonction de forme et ratio d’extension pour
quelques critères
(a) Formes du critère de Hœk-
Brown en fonction de la pres-
sion moyenne
(b) LS = 0.5. Critère trian-
gulaire et forme régulière non
convexe(I.32)
(c) Fonction de forme de
William-Warnke (LS = 0.7)
FIG. I.4 – Quelques fonctions de forme particulières









Dans les cas où il est plus simple de poser h (θ) = 1gp(θ) l’expression précédente





La convexité du rayon déviatorique σ+ et de la fonction de forme gp (θ) assurent
la convexité de la fonction de charge [15].
Bien que pouvant être reprises dans le domaine de la géomécanique [82], des
expressions implicites de fonctions de forme ont été initialement proposées dans le
domaine de l’étude des bétons, au milieu des années 70, en particulier la fonction





























+ (2 ∗ LS − 1)2
(I.31)
Cette fonction est convexe sur ]0.5, 1]. Il n’est pas aisé de trouver des formes
simples qui satisfassent la condition de convexité. Ainsi la forme suivante bien
que plus simple se révèle souvent non convexe [3](un point d’inﬂexion apparaît
pour LS = 79 ) :
gp (θ) =
2LS
(1 + LS)− (1− LS) sin 3θ (I.32)
Une autre fonction explicite a été proposée par Bigoni and Piccolroaz [15] : elle








β π6 − arccos(−γ sin 3θ)3
) (I.33)
Pour certains critères, comme celui de Matsuoka-Nakai ou celui développé à la
section I-3 page 17, la fonction de forme est solution d’une équation du troisième
degré et ne peut être mise sous une forme simple. Son étude nécessite dès lors
l’utilisation d’un logiciel de calcul formel.
I-2.2 Remarques sur les correspondances entre les critères.
I-2.2-a Recherche des équivalences simples
Bien que l’on puisse écrire que le critère de Von Mises s’apparente à celui
de Tresca, ou que celui de Drucker-Prager s’apparente à celui de Mohr-Coulomb,
11On peut trouver également cette fonction exprimée sous la forme de 1/g, et selon une autre
déﬁnition de l’angle de Lode(I.24.)
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(a) Critères de Tresca et Von Mises (b) Critères de Mohr-Coulomb et Drucker-Prager
FIG. I.5 – Critères anguleux et réguliers dans le plan déviatorique
α α θc




















tan θc = − sinφ√3 inscrit
TAB. I.3 – Calage des coefﬁcients de Drucker-Prager à partir de ceux de Mohr-
Coulomb
employer l’un à la place de l’autre conduit à introduire une différence. Le critère
de Tresca, dont la trace dans le plan déviatorique est un hexagone régulier, peut
être approché de deux façons (ﬁgure I.5(a)) : cylindre inscrit au prisme de Tresca,
(k1 = Rc2 ) ou cylindre circonscrit (k2 =
Rc√
3
). La différence entre les deux approxi-
mations, k1 et k2 est de l’ordre de 15%. En déformations planes, on peut avoir
équivalence entre les critères : les matériaux de Tresca et Von Mises sont équiva-
lents dans le cas d’un matériau incompressible (ν = 0, 5), car alors σII = σI+σIII2 ,
et donc l’état de contrainte vériﬁe toujours θ = 0 (en gras sur la ﬁgure). L’hexagone
étant régulier, c’est précisément pour cette valeur que le cercle inscrit est tangent à
l’hexagone, de sorte que les critères ont même valeur, et les potentiels associés ont
même normale unitaire.
Concernant l’approximation de Mohr-Coulomb par Drucker-Prager, il y a trois
possibilités (Tab. I.3). Le fait que le ratio extension compression soit différent de
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φ
ν
(a) Coefﬁcient de Poisson
φ
θc
(b) Angle de Lode
FIG. I.6 – Équivalence entre les critères de Mohr-Coulomb et Drucker-Prager en
déformations planes
un pour le critère de Mohr-Coulomb12(ﬁgure I-1.3) a plusieurs conséquences. Il
y a désormais deux possibilités de coïncidence pour le cône circonscrit. Quant au
critère inscrit, on constate qu’il n’est désormais plus tangent au milieu du côté de
l’hexagone, mais pour une valeur de l’angle de Lode négative (ﬁgure I.6(b)). Les
conditions d’équivalence des critères en déformations planes ne se déduisent pas
de manière immédiate. En effet, pour qu’il y ait équivalence, il faut que le critère
soit toujours atteint pour la même valeur de θ : θc, donc que l’état de contrainte
du matériau corresponde toujours à cette valeur lorsque le critère est atteint . Pour
l’équivalence Tresca-Von Mises, imposer μ =
√
3 tan θ = 0 permettait de déduire
la valeur du coefﬁcient de Poisson(I.23), sans nulle autre condition restrictive. Cela
n’est pas totalement impossible pour θ non nul, mais plus complexe (les détails sont
développés à l’annexe A page 137). Moyennant certaines hypothèses, on peut trou-
ver ν (ﬁgure I.6(a)) tel que l’état de contraintes planes (en gras sur la ﬁgure) vériﬁe
le critère, indépendamment de la contrainte moyenne, pour la valeur de l’angle de
Lode correspondant à l’équivalence des deux critères. Dans un cadre plus général,
l’approximation qui consiste à utiliser un critère circulaire, comme le critère de
Drucker-Prager, a d’autres répercussions.
I-2.2-b Dérive induite par l’adoption d’un critère circulaire
Il apparaît immédiatement qu’un critère circulaire ne peut rendre compte de
l’existence du seuil LS . Négliger ce paramètre n’est pas sans conséquence sur
d’autres grandeurs. En effet, l’angle de frottement est directement corrélé à la pente
12Le seul cas où LS vaut 1 correspondant à une valeur nulle de φ, c’est à dire un critère de Tresca.
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(a) Calage en compression
(b) Calage en extension
(c) Critère inscrit
FIG. I.7 – Erreur sur φi : (Δφ = φi − φ) selon le choix de critères
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(a) Valeur du « sinφi » = 9α3α+2√3gMCp (θ)
(b) Points pour lesquels il est impossible de trou-
ver φi
FIG. I.8 – Problème lors du calage en compression
du critère de Mohr-Coulomb dans le plan méridien :
K (φ) =
σ+





Ce qui permet de déﬁnir, par analogie, pour tout point de l’espace des contraintes,




(H − σm) gMCp (θ)
(I.35)
Par conséquent, pour un point situé sur le critère de Drucker-Prager, nous pou-
vons déduire la valeur de φi qui déﬁnit le critère de Mohr-Coulomb de pression de














Nous pouvons observer sur la ﬁgure I.7 page précédente les variations de φi pour
différents calages du critère de Drucker-Prager (Tab. I.3). Il est à noter que lorsque
l’on cale le critère en compression, on peut ne pas trouver de valeur de φi (ﬁ-
gure I.8). Ainsi l’adoption d’un critère circulaire conduit, selon les gammes de
valeurs de l’angle de Lode pour lesquelles il sera atteint, à introduire une forte
variation de l’angle de frottement dont il est censé traduire l’existence.
Lorsque l’on utilise un critère de type Matsuoka-Nakai ou William-Warnke
pour effectuer l’approximation d’un critère de Mohr-Coulomb, on obtient peu de
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FIG. I.9 – Erreur sur φi pour la fonction de William-Warnke calée sur Mohr-
Coulomb
différences avec le critère d’origine (ﬁgure I.9). Les auteurs du critère de Matsuoka-
Nakai, en introduisant le « plan mobilisé spatialement » qui moyenne les angles de
frottement, au lieu du plan octahédral , soulignent que leur critère correspond au
critère de Mohr-Coulomb d’une manière analogue à celle dont le critère de Von
Mises correspond au critère de Tresca [59].
I-2.3 Quel critère choisir ?
Il est bon de revenir aux notions liées au matériau et aux essais pour déter-
miner quel est le critère le plus approprié. Pour les géomatériaux, même si le cri-
tère serait plutôt régulier qu’anguleux, il existerait une différence de seuil entre
compression et extension comparable à un Mohr-Coulomb, ce que conﬁrmerait
des essais en triaxial « vrai » [61]. Ainsi, on peut penser, que des critères de type
Matsuoka-Nakai, William-Warnke ou Lade permettent de mieux rendre compte du
comportement des géomatériaux. A la différence du critère de Drucker-Prager, ils
permettent de rendre compte de l’existence du ratio extension-compression LS tout
en ne présentant pas les singularités du critère de Mohr-Coulomb. Cependant, deux
questions peuvent se poser :
I-2.3-a Quelle est la pertinence de la valeur de LS déduite des critères ?
On connaît la valeur de LS déﬁnie pour certains critères (Tab. I.2). Pour le
critère de Mohr-Coulomb, elle est directement liée à la valeur de φ . Si l’on suit
la formulation du critère de Hœk-Brown, elle dépend de la contrainte moyenne
équivalente, c’est à dire, des constantes matériaux et du premier invariant. Cepen-
dant, même si l’on peut constater de bonnes concordances pour certains matériaux
particuliers, cela n’est pas le cas pour tous. On peut donc penser[82] qu’il serait
intéressant de pouvoir déduire la valeur de LS des essais - à condition d’en dis-
poser sufﬁsamment. Pour les argilites de l’Est, les essais en extension présentent
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des seuils de rupture en extension faibles par rapport aux essais triaxiaux en com-
pression, ce qui fait que certains modèles proposés introduisent une différence de
comportement entre extension et compression plutôt que l’écriture classique du
critère choisi [22, 36].
La réponse à cette interrogation est liée à la dépendance de la roche à la contrainte
principale intermédiaire. On pourra se reporter pour cette dernière question à l’im-
portant travail statistique effectué par Colmenares et Zoback [24] sur 5 types de
roches. Étant donné également la relative rareté des essais en extension et la dis-
persion, il est opportun d’étudier ce paramètre comme une variable à part entière.
I-2.3-b Comment tenir compte du caractère parabolique ?
Étant donné que le comportement des matériaux rocheux présente un carac-
tère parabolique correspondant à un critère de type Hœk-Brown (section I-1.2
page 5),il semble pertinent de modéliser cet effet également. Or, bien que l’on dé-
termine les caractéristiques d’un matériau à partir du critère de Hœk-Brown, il n’est
pas rare que de nombreux logiciels commerciaux n’implémentent qu’un critère de
type Mohr-Coulomb ou Drucker-Prager, ce qui force à rechercher des caractéris-
tiques équivalentes[43]. Le premier défaut de ces conversions est principalement
de perdre cette caractéristique parabolique du critère. Une perte, moins soulignée,
est le changement de la fonction de forme, qui est constante pour Mohr-Coulomb,
alors qu’elle varie pour Hœk-Brown, encore que la pertinence de la forme déviato-
rique du critère de Hœk-Brown ne soit pas un sujet évoqué fréquemment.
Pour tenir compte des différentes caractéristiques des matériaux rocheux, un critère
général sera utilisé.
I-3 Proposition d’une fonction de charge générale
Le but est de proposer un critère général et convexe permettant de modéliser
le comportement particulier des géomatériaux, particulièrement les roches : une
enveloppe de Mohr linéaire ou parabolique et une forme particulière dans le plan
déviatorique. Il s’avère que l’on peut déﬁnir ces caractéristiques à l’aide de deux
fonctions : l’équation du critère dans le plan méridien principal- ou rayon déviato-
rique : σ+ (I.26)- et le ratio d’extension LS . Ces deux fonctions sont intégrées dans
une équation garantissant le caractère régulier et convexe de la fonction de charge
indépendamment des fonctions caractéristiques. Cette expression est intéressante
car elle permet ainsi la constitution directe d’un modèle à partir de tests triaxiaux,
en extension et compression. Elle permet également le développement des critères
réguliers correspondant au critère de Mohr-Coulomb et au critère de Hœk-Brown.









3 (1− LS)J3 +
(
LS
2 + 1− LS
)
σ+J2 − σ+3LS2 (I.38)
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FIG. I.10 – Valeurs de gp (θ) en fonction de LS .
I-3.1 Caractéristiques dans le plan déviatorique
Si l’on considère la décomposition polaire (équation (I.25) page 8) valable
lorsque le critère est atteint, nous pouvons déterminer les caractéristiques suivantes
pour la fonction de forme, après simpliﬁcation de l’équation (I.38) :
g3p (θ) sin 3θ (−1 + LS) +
(
1− LS + LS2
)
g2p (θ)− LS2 = 0 (I.39)












De plus les dérivations de l’équation (I.39) permettent de vériﬁer le caractère ré-
gulier du critère (équation (I.28) page 9). La convexité est assurée pour LS > 0.5
puisque l’équation (I.30) page 11 se ramène à l’expression suivante :
J(θ) = 2− 3LS − 3LS2 + 2LS3 (I.42)
Le critère ainsi déﬁni (I.38) présente un caractère régulier et convexe indépen-
damment de σ+ et de LS (ces dernières étant régulières et convexes). Il permet,
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LS  0.5
LS = 1
FIG. I.11 – Inﬂuence de LS sur la forme du critère dans le plan déviatorique.
comme nous allons le voir, de déﬁnir des formes régulières de critères existants :
on peut faire coïncider ce critère avec des critères existants, en compression et en
extension, à partir de l’expression de σ+ et de LS (Tab. I.2). Cependant, il peut
servir au développement de lois de comportement issues de l’expérience : le rayon
déviatorique permet d’intégrer directement les résultats d’essais triaxiaux, tout en
tenant compte de l’inﬂuence du ratio LS (ﬁgure I.11), et de ses variations. La forme
globale de l’équation facilite l’approximation de critères anguleux ou l’implémen-
tation de nouvelles lois dans un code de calcul.
I-3.2 Critères de Mohr-Coulomb et Matsuoka-Nakai
L’approximation du critère de Mohr-Coulomb se fait en prenant les valeurs










Dans ce cas particulier, le critère coïncide avec le critère de Matsuoka-Nakai (an-
nexe B page 141).
I-3.3 Critère de Hœk-Brown.
Dans le cadre de l’utilisation du critère de Hœk-Brown, on peut faire apparaître
la contrainte intérieure normalisée [20], fonction de la contrainte moyenne et des
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(a) Fonctions de forme (b) Dans l’espace des contraintes
FIG. I.12 – Approximation du critère de Mohr-Coulomb (φ = 35°)







La valeur Pi = 0 correspond au « sommet du critère ». Les constantes s et mb sont
des constantes positives dépendant des caractéristiques du matériau :
– s varie entre 0 et 1. La valeur 1 correspondant à une roche intacte, (s pouvant
toutefois être utilisé comme variable d’écrouissage).
– Pour une roche intacte, la valeur mb est égale à la constante mi, dont le
TAB. I.4 page 22 donne les valeurs usuelles pour différents types de roche13.
On peut déduire de ces grandeurs que la valeur de Pi sera généralement inférieure
à un, pour la plupart des états de contrainte. L’approximation du critère de Hœk-







−1 +√1 + 36Pi
3
(I.46)
LS = 1− 0.49e−1.25
√
P i (I.47)
Nous pouvons remarquer que la valeur de LS choisie n’est pas exactement celle
provenant du critère de Hœk-Brown (I.48) : il fallait en effet s’assurer que la valeur
13 mi vaudra généralement entre 4 et 30.
I-3. PROPOSITION D’UNE FONCTION DE CHARGE GÉNÉRALE 21
(a) Pi = 0.01 (b) Pi = 0.05 (c) Pi = 13
(d) Pi = 12 (e) Dans l’espace des
contraintes
(f) Pi = 34
FIG. I.13 – Forme approchée du critère de Hœk-Brown
de LS demeure toujours strictement plus grande que 12
14 ; cependant cette forme,
également plus simple, constitue une bonne approximation de la fonction origi-
nale15(ﬁgure I.14). De plus l’écart le plus important est situé pour Pi proche de
zéro, c’est à dire la zone de décohésion du matériau.
LS
HB = 2
−1 +√1 + 9Pi
−1 +√1 + 36Pi
(I.48)
Le critère ainsi proposé a permis de réaliser une forme régularisée du critère de
Hœk-Brown, rendant compte du caractère parabolique du critère et de sa forme
dans le plan déviatorique (ﬁgure I.13).







15On pourrait toutefois poser LS = LSHB + .
16Ces valeurs correspondent à des échantillons de roche intacte, testés normalement au litage ou
à la foliation. Les valeurs de mi diffèrent notablement si la rupture se produit selon un plan de
faiblesse.
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Type
Classe Groupe Texture








Conglomérat Grès Siltstone Argilite







Clastiques Brèche Calcaire Calcaire











s Non feuilletées Marbre Cornéenne Quartztites
9 (19) 24
Légèrement Migmatite Amphibolite Mylonites
feuilletées (30) 25-31 (6)
Feuilletées16 Gneiss Schistes Phyllites Slate














Pyroclastiques Agglomérat Brèche Tuff
Extrusives (20) (18) (15)
TAB. I.4 – Valeurs de mi pour différents types de roches[43]
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FIG. I.15 – Valeurs de (I.39) pour gp (θ) = gWWp (θ)
I-3.4 Comparaison avec les fonctions explicites
La fonction de charge proposée est une fonction directe du troisième invariant,
aussi n’exige-t-elle pas le calcul de l’angle de Lode, à la différence des fonctions de
forme explicite. Mais il est intéressant ici de la comparer à ces formes. La fonction
de William-Warnke n’est pas solution de l’équation (I.39), mais en est relativement
proche puisque toutes les valeurs sont inférieures à 0.02 (ﬁgure I.15). Quand à la
fonction proposée par Bigoni et Piccolroaz (I.33), elle est numériquement solution
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Chapitre II
Modélisation du comportement
des argilites de l’Est









= s2 − 2J2
3
1I (II.3)
On utilisera les notations suivantes :
γ variable de dégradation (γ ∈ [0, 1])








0 ‖ ˙devp ‖ dτ déformation déviatorique plastique
cumulée
ax déformation axiale lors d’un essai
triaxial
rad déformation latérale lors d’un essai
triaxial
d = ax − rad déformation déviatorique lors d’un
essai triaxial
Δpd =| Δ(pax − prad) | variation de la déformation plastique
mesurée lors d’un essai triaxial
pd =
∑n





δ angle de dilatance (mesuré dans
l’espace des contraintes) (section
II-2.2 page 32)





, et que ‖ 1I ‖= √3
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FIG. II.1 – Laboratoire souterrain (décembre 2005)
II-1 Présentation du problème
II-1.1 Contexte général de l’étude
L’ ANDRA (Agence Nationale pour la gestion de Déchets RAdioactifs) est un
établissement public industriel et commercial créé par la loi du 30 décembre 1991,
et chargé de la gestion à long terme des déchets radioactifs produits en France2.
Parmi ses tâches en matière de recherche, ﬁgure l’étude du stockage en forma-
tion géologique profonde. Une roche envisagée est l’argilite de l’Est, formation du
Callovo-Oxfordien. Après des études en laboratoire entreprises sur des échantillons
prélevés au cours de forages à grande profondeur (référencés EST104, MSE101 et
HTM102, des termes qui reviendront souvent lors de la détermination des lois de
comportement), un projet de laboratoire souterrain a été mis en place. Les galeries
de recherche seront situées à une profondeur de 490 mètres. La ﬁgure II.1 présente
l’état d’avancement du creusement à la ﬁn de l’année 2005.
Parallèlement au creusement du puits d’accès, un projet de recherche européen3
est en train d’être effectué : le projet MODEX-REP (modélisation de la réponse à
l’excavation du creusement d’un puits). Une partie du creusement du puits fera
l’objet d’une instrumentation poussée, tandis que sera mené en parallèle un bench-
mark concernant la prédiction de la réponse à l’excavation. A cette ﬁn, l’ANDRA
a mis à disposition des participants un CD-Rom contenant l’ensembles des ﬁchiers
d’essais réalisés sur les carottes extraites des forages réalisés. Dans ce chapitre, les
essais auxquels il est fait référence sont ceux réalisés par les laboratoires suivants :
2Pour plus de détails sur les missions de l’ANDRA, on pourra se reporter à son site ofﬁciel
www.andra.fr
3Ce programme s’inscrit dans le cadre du 5th EURATOM (European Atomic Energy Community)
framework programme de la Commission Européenne.
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– ANTEA : la société d’ingénierie Antéa ;
– ENSG : Ecole Nationale Supérieure de Géologie de Nancy ;
– G3S : Groupement pour l’étude des Structures Souterraines de Stockage ;
– LML : Laboratoire de Mécanique de Lille.
II-1.2 Contexte géologique et mécanique
A partir des sondages, des essais de laboratoires, ainsi que de l’analyse du
contexte sédimentologique, l’ANDRA a pu établir un référentiel géologique [23]
du site de l’Est. La roche étudiée, l’argilite de l’Est, correspond à une couche
sédimentaire d’environ cent cinquante mètres d’épaisseur : l’argilite du callovo-
oxfordien. La série d’argilite du callovo-oxfordien, est elle même divisée en zones
géotechniques (appelées A, B, C, D et E, ordonnées à partir de la surface). L’unité
A est elle - même divisée en sous unités (A1 à A3), l’unité C en 2 sous-unités C1
et C2. La ﬁgure II.2 page suivante reporte les zones géotechniques en regard des
faciès lithologiques et d’autres données géologiques. L’unité C2 correspond à la
couche hôte. La zone instrumentée de MODEX-REP se situe entre les couches B
et C1. L’analyse des essais mécaniques n’a permis d’identiﬁer que 3 zones avec
un comportement rhéologique différent [23] d’une zone à l’autre : A’, B’ et C’.
Comme pour le zonage géotechnique, les zones rhéologiques sont ordonnées de
la surface vers la profondeur. La zone B’ du zonage rhéologique correspond aux
zones B et C du zonage géotechnique.
Il convient de préciser que les essais rhéologiques (essais triaxiaux cycliques,
essais de ﬂuage) ont été réalisé en moins grand nombre que les essais de com-
pression uniaxiale. Le passage rhéologique d’une zone à l’autre se fait de manière
continue. La valeur moyenne de déformation à température ambiante est de 6500
MPa dans la zone A’ et de 4500 MPa dans les zones B’ et C’. Le coefﬁcient
de poisson varie entre 0,18 et 0,37 et sa valeur moyenne pour les 3 zones est de
0,295. Les critères de rupture et d’endommagement moyens proposés par le réfé-
rentiel géologique sont un critère de Hœk-Brown et un critère de Mohr-Coulomb
sensiblement équivalent. L’utilisation du critère de Mohr-Coulomb en lieu et place
du critère de Hœk-Brown n’est pas rare et tient généralement au fait que ce der-
nier n’est pas implémenté dans tous les codes de calcul, alors que le premier l’est
systématiquement, du moins en ce qui concerne les logiciels destinés au géotechni-
ciens. Il convient de remarquer que les équivalences ne sont généralement valables
que pour le domaine pour lequel elles ont été calculées [43]. Qui plus est, les va-
leurs de mb sont basses pour les roches argileuses (comme on peut le constater
au I.4 page 22, ou en consultant les valeurs de référence du logiciel RocLab [72]) :
lorsque cette valeur est basse, le caractère parabolique du critère est moins pro-
noncé et il n’est pas étonnant de voir des modèles de type Mohr-Coulomb calés
directement sur les essais. Si l’approximation linéaire semble correspondre sur les
zones d’essai, ce type de modèle surestime grandement la résistance en traction,
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FIG. II.2 – Faciès lithologiques du Callovo-Oxfordien argileux [23]
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FIG. II.3 – Critère de Mohr-Coulomb, (Rc = 25MPa), tronqué par la résistance à
la traction (Rt = 2, 5MPa) [62]
raison pour laquelle on peut trouver des modèles de Mohr-Coulomb dont le cône
est « tronqué » par la limite en traction du matériau (ﬁgure II.3 [62]).
II-2 Modèle comportemental choisi
On s’intéresse au comportement de la roche avant la rupture. Le comportement
du matériau peut cesser d’être (à peu près) élastique linéaire bien avant qu’il n’at-
teigne son seuil de résistance ultime. En effet, bien avant que le critère de rupture
ne soit atteint, des micro-ﬁssures ont commencé à endommager le matériau, mo-
diﬁant ainsi son comportement macroscopique. Pour modéliser ce phénomène, on
peut procéder principalement [18] soit en introduisant des variables internes dans
un modèle élastoplastique - pouvant éventuellement traduire une dégradation des
modules ou une variation de la masse volumique, soit en utilisant la théorie de
l’endommagement. Le comportement pré-rupture des roches quand il en est tenu
compte, a longtemps été modélisé en utilisant le formalisme de l’élasto-plasticité.
Les modèles utilisés en mécanique des roches se distinguent de ceux utilisés pour
les aciers sur plusieurs points dont le premier, mais non le moindre, est l’éloigne-
ment des notions physiques habituellement associées à la plasticité des métaux.[54]
Pour la roche l’élastoplasticité correspond plus à l’expression d’un formalisme
cohérent avec des observations macroscopiques qu’à la généralisation d’une réalité
physique au niveau microscopique : le comportement anélastique du matériau n’est
pas le résultat de coalescences au niveau de la structure atomique, mais bien plutôt
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celui d’une dégradation du milieu continu, se traduisant par l’apparition de ﬁssu-
ration et l’endommagement du matériau ainsi qu’une coalescence des vides et un
éventuel écrasement des pores. Ainsi, si l’on peut (et l’on va) parler d’écoulement
plastique, d’écrouissage pour une roche [76], il faudra toujours garder en mémoire
que la raison principale de l’utilisation de ces notions est qu’elles fournissent un
moyen convenable de simuler la réalité.
On ne peut parler d’endommagement de la roche sans avoir en tête la théo-
rie de l’endommagement. Cependant, en l’absence de manifestations signiﬁcatives
d’élasticité non linéaire, notamment dans les cycles de charge-décharge, on va
considérer que les manifestations des dégradations du matériau s’intègrent dans
le modèle choisi [76]. Cependant, l’hypothèse ainsi faite de la conservation des
caractéristiques mécaniques lors d’une décharge du matériau est forte et doit être
mise en regard avec les résultats obtenus. Pour mémoire, on rappelle à la section
II-3.2-d page 59 que l’interprétation de certains essais non modélisés devrait se
faire en utilisant le formalisme de l’endommagement.
Dans les sections qui vont suivre, on rappellera des éléments du formalisme de
la plasticité tel qu’il a été utilisé, on déﬁnira quelques notions et on précisera la
notation utilisée.
II-2.1 L’écoulement plastique
L’écoulement plastique se déﬁnit à partir d’un potentiel plastique g. Lorsque le





Pour les géomatériaux, le comportement est souvent non associé : f et g sont deux
fonctions distinctes. A la différence des matériaux régis par une loi d’écoulement
de type Von Mises, on peut observer expérimentalement une composante irréver-
sible de la déformation volumique, ce qui implique que le potentiel est fonction de
la contrainte moyenne (cf. section II-2.2
Il est courant de choisir comme potentiel, un potentiel non associé de type
Drucker-Prager, qui présente l’avantage numérique d’être circulaire4 :
g(σ) = αpI1 +
√
J2 (II.5)
On peut étudier des potentiels vériﬁant le critère général déﬁni par l’équation (I.38)
page 17. Il est utile pour ce type de potentiels (comme pour tous les critères non














4Sans anticiper sur la section II-2.2 on peut remarquer que les potentiels linéaires (Mohr-
Coulomb ou Drucker-Prager), linéaires en σm, se déﬁnissent en fonction du seul angle ϕ, qui sufﬁt
à déterminer la direction de la normale du potentiel.
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Ce tenseur orthoradial permet de décomposer s2 selon trois tenseurs orthogonaux
















= gu1I + gss + gvv (II.8)
On peut donner la forme générale de la dérivée par rapport au tenseur des contraintes
d’un potentiel vériﬁant l’équation (I.38) :
∂g
∂σ



































Le rayon déviatorique et le ratio d’extension étant des constantes ou des fonctions
de la contrainte moyenne, les dérivées de ces termes seront colinéaires à 1I :((




















On peut évaluer cette composante pour les approximations de Mohr-Coulomb et
de Hœk-Brown. Pour Mohr-Coulomb, LS est constante (I.44) et la dérivation de









3 (3− sinφ) (II.11)








+ 5 (1− LS)
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Dans le cadre de la modélisation des argilites de l’Est, l’équation ci-dessus n’est
plus valable, étant donné que les valeurs de mb et Rc sont fonction de l’écrouis-
sage et de la contrainte moyenne. Il faudra donc recalculer les dérivées du rayon
déviatorique et du ratio d’extension dans l’équation (II.10).
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II-2.2 La dilatance
Du fait de l’existence d’une composante de la déformation plastique selon 1I, il
apparaît une déformation volumique plastique (qui n’existe pas pour des potentiels
de type Von Mises), que l’on peut exprimer de la manière suivante5 :
pV = Tr
p = p : 1I (II.13)
Selon que la déformation volumique irréversible se traduise par une augmentation
ou une diminution du volume, on parle de dilatance ou de contractance. Une gran-
deur mesurable expérimentalement est l’angle de dilatance. Comme il peut régner
une certaine confusion autour de ce terme6, les lignes suivantes vont relier cette
notion au potentiel ainsi qu’à la mesure expérimentale.
On appellera angle de dilatance l’angle δ compris entre la direction de la nor-
male au potentiel et la projection de cette dernière sur le plan déviatorique,
dans l’espace des contraintes muni du produit scalaire suivant :
T1 · T2 = T1 : T2 = TrT1T2 (II.14)
La tangente de cet angle se déﬁnit comme le rapport de la composante hydrosta-
tique de la normale par rapport à sa composante déviatorique, ce qui permet de





g2s ‖ s ‖2 +g2v ‖ v ‖2
(II.15)
La valeur de cet angle peut s’obtenir directement par l’étude des variations plas-
tiques :
tan δ  Δ
p
V√
3 ‖ devΔp ‖ (II.16)
Une valeur positive de δ traduira ainsi une augmentation volumique irréversible ou
dilatance, a contrario une valeur négative de δ traduira un phénomène de contrac-
tance. Dans le cas d’essais triaxiaux, on peut déterminer l’angle de dilatance de la
manière suivante :





L’introduction de la constante de Lode μ [51] (équation (I.23) page 8) dans l’inter-
prétation des résultats permet de conserver une formule valable aussi bien en com-
pression qu’en extension [76]7. Lorsque le potentiel est de type Mohr-Coulomb ou
Drucker-Prager, la tangente de l’angle de dilatance est directement reliée à la pente
5 Nous sommes en petites déformations.
6En partie pour les mêmes raisons que vis à vis de la notion de contrainte équivalente de Von
Mises.
7La différence entre l’équation (II.17) et [76] provient du choix des espaces de projection .
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FIG. II.4 – Relation entre la dilatance et la pente du potentiel
du potentiel dans le plan méridien (déjà déﬁnie à l’équation (I.34) page 15) : cette
dernière quantité est égale à l’angle de la normale au potentiel avec la trace du
plan déviatorique (une droite verticale) (ﬁgure II.4). Pour obtenir la relation entre
l’angle de dilatance et la pente dans le plan méridien (σm, σ+), il faut effectuer le














2 ‖ s ‖ (II.19)
















gs ‖ s ‖ (II.20)
La composante orthoradiale étant nulle dans un essai triaxial
(
∂g
∂σ (θ = ±π6 ) = gu1I + gss
)
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L’angle φp est parfois également appelé angle de dilatance. Il permet de paramétrer












 [0, 64] (II.23)
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δ
φ




(b) triaxial en ex-
tension
FIG. II.5 – Correspondance entre l’angle de dilatance δ et φp du potentiel de Mohr-
Coulomb














= LSK (φ) (II.24)














 [0, 47] (II.25)
On peut remarquer que l’utilisation d’un potentiel de Mohr-Coulomb ne couvre
pas l’ensemble des cas envisageables.
II-2.3 Écrouissage et endommagement
L’entrée dans la zone anélastique se caractérisant par une augmentation du seuil
d’élasticité, il était nécessaire de faire apparaître une grandeur caractéristique de
l’écrouissage. Il s’est avéré lors de l’étude des déformations irréversibles que la
déformation volumique plastique n’était pas un indicateur satisfaisant, notamment
du fait de l’existence d’une famille pour lequel il n’y avait pas de variations volu-
miques irréversibles. Aussi, la quantité qui sera utilisée comme variable d’écrouis-




‖ dev˙p ‖ dτ (II.26)
8Dans ce chapitre, puisque la confusion est impossible, il y sera fait référence comme la défor-
mation plastique cumulée.
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Lors de l’étude des variations, on a concrètement :




g2s ‖ s ‖2 +g2v ‖ v ‖2 (II.27)
Cependant, notamment en regard des dispersions sur la valeur à la rupture, cette
donnée ne semblait pas sufﬁsante. Lors de la recherche de l’angle de dilatance,
il est apparu que les valeurs de ce dernier étaient constantes sur des intervalles
correspondant grosso modo au premier quart et au dernier tiers de la déformation
plastique cumulée. Il était donc tout naturel de chercher à normaliser cette dernière






Ainsi γ est à valeur dans l’intervalle [0,1]. La valeur zéro correspond à un matériau
élastique et la valeur un signiﬁe la rupture. Même si l’on va suivre expérimenta-
lement et déterminer une loi d’évolution de la surface de charge en fonction de
γ, on ne peut pas formellement considérer γ comme une variable d’écrouissage, à
l’exception de la famille isochore. En effet, lorsque l’on cherche à établir une loi
déterminant la déformation déviatorique plastique cumulée ultime, il s’avère que
cette dernière est fonction de la contrainte moyenne.
Du point de vue formel, γ est donc un indicateur intermédiaire, fonction de l’écrouis-





ou plus précisément γ (ξ, σm). La variable γ n’est pas une fonction de
pure commodité et possède un sens en calcul de structure : elle traduit la quantité
de résistance mobilisée et mesure la proximité de la rupture.
Dans le cadre du dépouillement des essais triaxiaux et de compression simple,
il est plus commode d’utiliser la différence entre les déformations plastiques ra-





| Δpd | (II.29)
Par commodité et aﬁn d’alléger les notations, on utilisera lors de l’interpréta-
















9Le terme de dégradation a été préféré à celui d’endommagement, aﬁn, notamment de ne pas
créer de confusion avec la variable D de la théorie de l’endommagement.
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II-3 Interprétation des résultats pour la zone MODEX-
REP
L’interprétation a porté sur les essais pseudo non drainés des couches B et
C1. La démarche a consisté, pour chaque essai à reprendre le ﬁchiers de données
brutes10, le dépouiller et l’analyser complètement. Vu le grand nombre d’essais
analysés les comptes rendus d’essais (dénommés PV par la suite) ont été reportés
en annexe. Ils sont rédigés de manière similaire à l’exemple que l’on peut voir à la
page suivante :
Référence de l’essai : un essai est désigné de la manière suivante : TYPE LABO_ÉCHANTILLON.
TYPE : type d’essai 11
– rc : essai en compression simple ;
– comp : essai triaxial en compression.
LABO : acronyme du laboratoire :
– ANTM : ANTEA ;
– ENG : Ecole Nationale Supérieure de Géologie de Nancy ;
– G3S : Groupement pour l’étude des Structures Souterraines de Sto-
ckage ;
– LML : Laboratoire de Mécanique de Lille.
ÉCHANTILLON : numéro de référence (ANDRA) de l’échantillon.
Tableau des caractéristiques de l’échantillon : sont reportées des caractéristiques
issues du CD-ROM de l’ANDRA12 . Ces caractéristiques ne sont pas tou-
jours celles de l’échantillon mais correspondent souvent à la valeur moyenne
mesurée à la profondeur de l’échantillon. « NaN » indique que la donnée
n’était pas fournie.
Courbes d’essai : quatre courbes 13 correspondant à l’analyse des résultats à par-
tir des données brutes :
– Courbe contrainte14-déformation axiale : on y reporte également les va-
leurs suivantes :
– module d’Young mesuré lors de la remontée durant le premier cycle
charge- décharge 15 - cette valeur est utilisée pour tracer la droite élas-
tique théorique ;
10Les ﬁchiers de données fournis à l’ANDRA par les différents laboratoires dans le cadre du
projet MODEX-REP comportent les mesures relevées sur les différents capteurs pour chaque essai :
déformations, déplacements, contrainte, pression. . .
11Malheureusement, bien que des triaxiaux d’extension aient été réalisés, le nombre d’essais ex-
ploitables pour la zone MODEX-REP était limité. La rupture n’était pas atteinte, mais même en ce
qui concerne la limite élastique, la gamme des conﬁnements était trop limitée pour caler un critère
en extension.
12Ces caractéristiques sont les seules retranscrites « telles quelles ».
13Une seule quand les déformations volumiques n’ont pas été mesurées.
14Différence de contrainte pour les essais triaxiaux.
15Pour quelques rares essais de la famille avec variation volumique, fournis par ANTEA, cette
valeur a dû être déduite des vitesses du son du fait de l’absence de cycles.
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Essai : comp LML_2262_11
.
Laboratoire LML










Degré de saturation 83.0 %
Minéralogie 26.3 %
Densité sèche NaN g.cm−3






















































































































Vitesse axial strain : 6E-06 s-1
FIG. II.6 – Exemple de compte-rendu d’essais
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– limite élastique ;
– contrainte (ou différence de contrainte) maximale : valeur à la rupture ;
– pression de conﬁnement pour les essais triaxiaux.
– Déformation axiale et radiale - on trace également la droite élastique théo-
rique (avec comme valeur du coefﬁcient de Poisson, la valeur mesuré en
même temps que le module d’Young) ;
– Déformations plastiques volumiques en fonction de la déformation dévia-
torique plastique cumulée : les angles de dilatance sont mesurés par inter-
polation linéaire et les courbes théoriques correspondantes tracées dans la
zone d’interpolation ;
– Déformations plastiques volumiques en fonction du paramètre de dégra-
dation γ.
Corrélation : Pour la famille à faible limite élastique et la famille dilatante as-
sociée ﬁgure également une courbe de corrélation entre la valeur du taux de
dégradation mesurée lors de l’essai et la valeur prédite (c.f. page 48).
Équipement : équipement et vitesse de chargement (issu du ﬁchier ANDRA).
Il a été procédé tout d’abord à une analyse préliminaire des essais en compression
simple. La portée est malheureusement limitée étant donné que l’écrasante majorité
des essais a été réalisée sans mesure des déformations volumiques.
II-3.1 Résistance à la compression
Vingt cinq essais ont été analysés, dont on peut retrouver les comptes rendus à
l’annexe F page 159 (pour les essais sans mesure de volume) ainsi que dans l’an-
nexe G183(pages 184 à 186 ). Vingt échantillons provenaient de MSE101 (essais
réalisés par ENG) et cinq de EST104 (deux essais réalisés par G3S et trois par
LML). Les caractéristiques élastiques sont reportées dans le tableau suivant :
min max moy
E( MPa) 1286 15100 4587
ν16 0,12 0,16 0,14
On remarque deux types de comportement lors des essais en compression
simple. Sur MSE101 et les essais réalisés sur EST104 par le G3S, la limite à la
rupture est très proche de la limite de la zone linéaire (ﬁgure II.7(a)).
Un essai est particulier dans cette série (ﬁgure II.7(b) et PV page 181) : il pré-
sente de dégradations du module élastique faisant penser à un comportement de
type endommageable. Cependant, considérer la courbe théorique correspondant à
un comportement élastique linéaire calé sur le module élastique mesuré lors du pre-
mier cycle de décharge permet d’estimer le seuil de non linéarité Sur la ﬁgure II.8,
on peut établir une relation linéaire entre les deux grandeurs :
Rmaxc = 1,1R
el
c + 0, 56MPa (II.32)
16Trois essais seulement étaient équipés pour mesurer les variations de volume.
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FIG. II.7 – Essais en compression simple


















y = 1.1*x + 0.56
data 1
   linear
   x mean
   y mean
FIG. II.8 – Relation limite élastique et résistance à la compression
Les valeur moyennes obtenues sont les suivantes :
Relc = 15, 0MPa (II.33)
Rmaxc = 16, 9MPa (II.34)
Concernant les essais réalisés par le LML (EST104), on observe un seuil d’élas-
ticité très faible conjugué à une résistance à la compression élevée17. On peut
17Cette caractéristique sera à nouveau évoquée à la section II-3.2-b page 50.
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FIG. II.9 – Limite élastique et résistance à la compression pour EST104 (LML)
difﬁcilement faire des statistiques sur ces trois essais, le report sur un graphe de
la limite d’élasticité et de la résistance maximale ne donnant pas de réelle ten-
dance(ﬁgure II.9).
Il s’agissait, pour la zone MODEX-REP, des seuls essais en compression simple
équipés pour mesurer les déformations latérales, de sorte que l’on ne dispose pas
pour les familles autres que la famille à faible limite élastique, de résultats d’essais
en compression simple.
Concernant la résistance à la compression en rupture pour l’ensemble des es-
sais en compression simple, les valeurs moyenne, minimale et maximale sont les
suivantes :
minRmaxc = 9, 3MPa
maxRmaxc = 33, 3MPa
moyRmaxc = 18, 4MPa
(II.35)
II-3.2 Essais triaxiaux
Si l’on considère les valeurs à la rupture sur l’ensemble des essais (compression
et triaxiaux), on constate une importante dispersion sur les essais à la compression
mais également aux alentours de 10MPa de conﬁnement, pression de conﬁnement
à laquelle a été réalisé la majorité des essais triaxiaux. On peut regretter le faible
nombre d’essais en dehors de ces deux gammes de pression, ainsi que l’absence
d’essais à un conﬁnement de 30MPa18. Une méthode de moindres carrés a été
18Les échantillons de la zone MODEX-REP testés à la pression de conﬁnement de 30 MPa l’ont
été sur des essais en extension.
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1, 2 ∗ maxRc
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3 min Rc
FIG. II.10 – Critère de Hœk-Brown, pour différentes valeurs de Rc.
utilisée pour calculer les paramètres du critère de Hœk-Brown à la rupture19 :
RHBc = 18, 5MPa
mb = 3, 4
σtm = −6.0MPa
(II.36)
Les résultats des essais ainsi que le critère de Hœk-Brown paramétré avec les co-
efﬁcients ainsi obtenus ont été représentés sur la ﬁgure II.10. Aﬁn de tenir compte
de la dispersion, on a tracé également le critère de Hœk-Brown, avec toujours le
même mb, mais d’autres valeurs de Rc :
– minimum des Rc mesurés ;
– maximum des Rc mesurés ;
– 120% du maximum des Rc mesurés ;
– 23 du minimum des Rc mesurés.
On voit ainsi se proﬁler un critère enveloppe à l’intérieur desquelles se trouvent
les données. Si l’on considère l’enveloppe déﬁnie par le critère passant par le plus
faible Rc mesuré, et celui passant par le plus fort, huit essais sont en dehors de cette
enveloppe (soit 14% ). Si l’on considère l’enveloppe extrême, seuls trois essais sont
en dehors de cette enveloppe.
En ce qui concerne la limite élastique, la très forte dispersion des valeurs (ﬁ-
gure II.11) empêche de caler un critère de Hœk-Brown : on aboutit alors à une
19Il est à noter que, dans son logiciel RocLab[72], Evert Hœk utilise pour déterminer les para-
mètres un algorithme de Marquardt-Levenberg au lieu de la régression linéaire sur le carré de la
différence entre les contraintes extrêmes utilisée initialement[43].
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FIG. II.11 – Limites élastiques en fonction du conﬁnement
valeur de mb nulle de sorte que le critère se réduit à un critère de Tresca très peu
signiﬁcatif du fait de la dispersion. Ceci conduit à vouloir déterminer des critères
de choix pertinents. De fait, quatre familles ont pu être déterminées :
– une famille, déjà repérée pour les essais en compression sur EST104 qui
possède un très faible seuil d’élasticité (section II-3.2-a) ;
– une famille à seuil d’élasticité plus élevé, mais pour laquelle les faibles
angles de dilatance mesurés permettent de conclure à un caractère isochore
des déformations irréversibles (section II-3.2-b page 50) ;
– enﬁn une famille à seuil d’élasticité plus élevé, pour laquelle on peut voir
apparaître des angles de dilatance traduisant un comportement dilatant et/ou
contractant du matériau (section II-3.2-c page 54) ;
– une famille présentant des dégradations manifestes lors des cycles de charge-
décharge, nécessitant une utilisation plutôt basée sur la théorie de l’endom-
magement, et qui ne sera pas modélisée(section II-3.2-d page 59).
II-3.2-a Faible seuil d’inélasticité
Il est apparu utile de faire apparaître dans cette famille les échantillons pour
lesquels on a pu observer une apparition très précoce de déformations irréversibles
comme on peut le constater à la ﬁgure II.12 page ci-contre. La détermination des
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FIG. II.12 – Apparition précoce des déformations irréversibles
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FIG. II.13 – Rapport entre les limites d’élasticité et de rupture
Les essais présentant une faible limite d’élasticité sont ceux pour lesquels ω > 5
(ﬁgure II.13 (les ordonnées sont en échelle logarithmique)), ils sont au nombre
de 10. Ces essais ont tous été effectués par le LML sur des échantillons issus du
sondage EST104. Les caractéristiques élastiques sont les suivantes :
min max moy
E( MPa) 6300 15100 9268
ν 0,12 0,20 0,16
Aﬁn d’étudier la loi d’écrouissage, on détermine la variation des paramètres du
critère de Hœk-Brown en fonction de γ dont les résultats sont retranscrits sur la
ﬁgure II.14 page suivante. On peut noter que le paramètre Rc peut être très bien
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FIG. II.14 – Variations du critère de Hœk-Brown en fonction de l’écrouissage pour
la famille à faible limite élastique
approché par un polynôme du second degré :
Rc(γ) = −20.44γ2 + 46.07γ + 4.35 (II.38)
Concernant le paramètre mb, le modèle choisi sera un modèle bilinéaire. La valeur
de mb demeure constamment égale à 5 pour γ > 0.47. Initialement elle semble
suivre une croissance quasi linéaire (ﬁgure II.14(b)) . Entre les deux phases, le
modèle subit une phase de transition durant laquelle la fonction mb(γ) semblerait
arrondie, si elle ne présentait pas des oscillations. Aussi le modèle simpliﬁé utilisé
pour la modélisation sera décomposé en deux phases :
mb(γ) =
{
16.669γ + 0.031 pour γ < γmb
5 pour γ  γmb
(II.39)
Avec :
γmb = 0.298 (II.40)
À ﬁn de comparaison, on va reporter à la ﬁgure II.15 page ci-contre les résultats
obtenus pour trois états particuliers :
Limite élastique (γ = 0) La valeur de mb est nulle ce qui veut dire que le critère
de Hœk-Brown se réduit au critère de Tresca :
Rc = 3.05MPa (II.41)
On peut voir en effet sur la ﬁgure II.15(a) page suivante que les valeurs de
limite élastique ne dépendent pas de la contrainte de conﬁnement20. Ont été
20A la différence de la ﬁgure II.11 page 42, où les limites élastiques très fortement dispersées
empêchaient de conclure quant à la validité du calage du critère de Hœk-Brown.
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(c) Critère au seuil caractéristique
FIG. II.15 – Moments particuliers pour la famille à faible limite élastique
représentés le critère ainsi calé, ainsi que le critère obtenu pour γ = 0 à partir
de (II.38, II.39). On peut également constater que non seulement les limites
d’élasticité sont faibles comparées à la limite de rupture, mais qu’elles sont
également faibles en valeur absolue (toutes inférieures à 6 MPa).
Rupture : (γ = 1) sur la ﬁgure II.15(b), ont été représentées les valeurs du dévia-
teur à la rupture, le critère de Hœk-Brown, déduit de ces valeurs, ainsi que
le critère obtenu pour γ = 1 à partir de (II.38, II.39). Pour γ = 1, on a éga-
lement représenté le critère obtenu pour les 23 et 120% de Rc(γ = 1)(II.38).
On a représenté également le critère de rupture calé sur l’ensemble des es-
sais (équation (II.36) page 41). Ce dernier diffère sensiblement des résultats
obtenus en se restreignant à cette seule famille.
Si l’on considère la courbe enveloppe 23 ,120% : un seul essai n’est pas contenu
dans cette courbe enveloppe LML_2277_11 (PV page 193) : la valeur très
importante du déviateur à la rupture est à mettre en regard avec le fait qu’il
s’agissait de l’échantillon avec la teneur la plus élevée en carbonates (53%
pour une moyenne de 27%, sachant que la deuxième teneur la plus impor-
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FIG. II.16 – Comportements observés
tante est de 41%).
Seuil caractéristique (γ = γc) Il est intéressant de regarder les valeurs du critère
pour le seuil caractéristique marquant l’intersection des deux asymptotes de
la variation volumique (c.f. paragraphe ci après). Un seul essai n’est pas re-
présenté, l’essai LML_2354_11 (PV page 185), pour lequel on ne distingue
pas une mais trois asymptotes. On a représenté sur la ﬁgure II.15(c) les va-
leurs du déviateur pour chaque essai au moment où est atteint le paramètre
γc pour cet essai. On a représenté également le critère (ainsi que la courbe
enveloppe 23 ,120%) pour la valeur moyenne du paramètre d’écrouissage au
seuil caractéristique (II.42). Seuls les deux tiers des essais sont à l’intérieur
de la courbe enveloppe, et la valeur du critère diffère quelque peu du critère
calculé à partir des essais. Ce qui n’est pas non plus étonnant vu que les
valeurs de γc s’étalent sur une plage relativement large (équation (II.42)).
Valeur des angles de dilatance On observe sur tous les essais à l’exception de
l’essai LML_2354_11 (PV page 185), que le comportement se divise en deux
phases, chacune présentant un angle de dilatance constant. Le modèle choisi sera
donc un modèle avec deux valeurs de l’angle de dilatance, le changement s’effec-
tuant pour le seuil caractéristique γc : il est obtenu en calculant l’intersection entre
les deux droites déterminées par les régressions linéaires calculées à partir des va-
leurs déterminées (pd, 
p
V ). Les valeurs minimale, maximale et moyennes sont les
suivantes :
min γc = 32%
max γc = 56%
moyγc = 41%
(II.42)
Concernant les valeurs mesurées pour l’angle de dilatance, l’ensemble des essais
présente une forte contractance durant la première partie (ﬁgure II.17(a) page sui-
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(a) Début de la zone plastique


















(b) Vers la rupture
FIG. II.17 – Angles de dilatance mesurés et valeurs moyennes
vante), dont on peut déterminer une valeur « moyenne » en dépit des dispersions.
Pour choisir la valeur représentative, il n’a pas été procédé à une moyenne sur les
angles eux-mêmes mais à la moyenne de leur tangente, grandeur correspondant à
la variation volumique directement mesurée :
δmoy = arctanmoy tan δ (II.43)
La valeur moyenne de l’angle de contractance est de -19˚. Concernant les valeurs
vers la rupture, on voit apparaître deux groupes d’essais (ﬁgure II.17(b)) : un de
quatre essais au comportement dilatant (δmoy = 9˚) , l’autre de cinq essais faible-
ment contractant(δmoy = −2˚)21. Il n’est pas possible au vu des données dont on
dispose d’établir un critère différenciant les deux catégories à partir des caractéris-
tiques physiques. Un essai se caractérise par une dilatance très forte (-22˚) il s’agit
de l’essai LML_2354_11 (PV page 185), qui était déjà le seul dont le comporte-
ment comportait 3 phases au lieu de 2 et dont on ne pouvait déterminer la quantité
γc .
Loi de détermination de γ. Aﬁn de déterminer la loi de variation de γ, il faut éta-
blir une méthode pour connaître la valeur de la déformation déviatorique plastique
cumulée à la rupture : pdrup. Il s’avère que si l’on considère cette quantité multi-
pliée par le module d’Young du matériau, en fonction de la contrainte moyenne à
la rupture, on obtient une bonne interpolation linéaire (ﬁgure II.18 page suivante).
Ainsi on peut proposer la relation suivante, pour caractériser la déformation dévia-




(−4.03σm + 16.30MPa) (II.44)
21La contractance est si faible qu’on peut considérer le comportement comme étant sans varia-
tion volumique irréversible (c.f. la section II-3.2-b consacrée à la famille isochore, en particulier
l’équation (II.50) page 50)
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FIG. II.18 – Détermination de pdrup ∗ E en fonction de la contrainte moyenne à la
rupture
On a toujours mesuré γ en fonction du maximum atteint lors de la rupture, c’est-
à-dire en ﬁxant le conﬁnement et donc en laissant varier la contrainte moyenne.
Bien que cette dernière soit fonction du conﬁnement puisque l’on est sur le critère,
il convient d’estimer l’écart entre la valeur prédite de γ et la mesure, en vériﬁant la









Il s’avère que l’approximation précédente est valide, comme l’illustre la ﬁgure II.19
page suivante. On trace (avec en abscisse le γ mesuré en cours d’essai) :
– la valeur prédite par l’équation (II.45) ;
– la régression linéaire c1γ + c0 reliant γ mesuré à la valeur modélisée ;
– la valeur idéale γ.
Si la corrélation était parfaite c1 vaudrait un et c0 serait nul. On constate que c1 est
proche de un. Les zones où la valeur prédite s’écarte le plus de la valeur mesurée
étant l’origine (ce qui est normal, vu que c’est une zone où les incertitudes de
mesure sur les déformations anélastiques sont les plus importantes) et quelquefois
la zone précédant la rupture.
On a reporté en annexe sur les PV de chaque essai le graphe ainsi obtenu. On
peut retrouver ces coefﬁcients de manière synthétique dans le TAB. II.3 page ci-
contre. On y a reporté également diverses caractéristiques de l’essai, notamment
l’écart entre le rayon déviatorique mesuré à la rupture et la valeur prédite par le
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FIG. II.19 – γ mesuré lors de l’essai, et γ prédit
Essai
LML LML LML LML LML LML LML LML LML LML
2262_12 2354_11 2277_12 2262_11 2354_12 2277_23 2354_13 2277_32 2354_21 2277_11
−σ1 0.0 0.0 0.0 2.0 5.0 5.0 10.0 10.0 20.0 20.0
−σrupm 10.6 7.6 11.1 13.9 19.2 19.4 23.8 25.3 36.7 48.2
E 6300 6900 15100 7300 7000 9745 7938 8800 9300 14300
σ+ 18.4 13.2 19.2 20.5 24.6 25.0 23.9 26.5 28.9 48.9
σ+(crit) 15.2 12.5 15.6 17.8 21.8 21.9 24.8 25.8 32.4 38.2












(%) 11 -16 34 -6 -8 -3 -9 -1 22 -6
c1 0.814 1.150 0.741 0.941 1.059 1.013 1.071 0.979 0.814 1.047
c0 0.158 0.068 0.070 0.170 0.062 0.073 0.055 0.068 0.033 0.063
TAB. II.3 – pdrupmesurés et prédits, corrélation sur γ
critère, de même pour la déformation déviatorique plastique cumulée22. Le coef-
ﬁcient c1 est d’autant plus proche de un que l’écart relatif sur les déformations
déviatoriques plastiques cumulées est faible.
Condition sur la contractance La contractance non associée pose un problème
semblable à celui de l’écrouissage négatif. En effet, l’écriture de la valeur du multi-
plicateur plastique (équation (II.46)) permettait d’obtenir une condition nécessaire
et sufﬁsante [65] concernant l’écrouissage , qu’il convient de vériﬁer pour un ma-
22L’écart relatif est calculé par rapport à la valeur mesurée.
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h > 0 (II.47)
Où η est la variable d’écrouissage, et h, la loi d’écrouissage :
η˙ = −λh(σ, η) (II.48)
La condition sur le potentiel non associé devient :
∂f
∂σ





h = 9Kfugu + 2μ2J2fsgs + 2μ‖ v ‖2fvgv + ∂f
∂η
h (II.49)
Pour un matériau contractant, fu et gu sont de signes opposés. Pour un critère de
Hœk-Brown, la pente est la plus forte au voisinage de la contrainte de décohésion,
zone où la validité physique du critère est plus restreinte. Il conviendrait de pouvoir
disposer d’essais de traction directe avec mesure du potentiel pour pouvoir mieux
comprendre les phénomènes se produisant dans cette zone.
II-3.2-b Fort seuil d’inélasticité et déformations plastiques isochores
Parmi les essais ne présentant pas un faible seuil d’inélasticité , c’est à dire
ceux pour lesquels la quantité ω ≤ 5 (équation (II.37) page 42), on observe des
essais pour lesquels les variations volumiques sont extrêmement faibles et l’on a
pu mesurer couramment des angles de dilatance nuls comme à l’essai G3S_992_1
(ﬁgure II.20 page ci-contre). Pour déterminer l’étendue de la famille isochore, on a
considéré les essais tels que la variation volumique rapportée à la variation dévia-
torique soit inférieure à 6% (II.50), ce qui aboutit dans les faits à ce que la valeur





| ≤ 6% (II.50)
max | δ | < 2° (II.51)
Les essais vériﬁant ces conditions sont au nombre de 10, tous réalisés par G3S sur
des échantillons issus du sondage HTM102. Les caractéristiques élastiques sont les
suivantes :
min max moy
E( MPa) 2420 6228 4292
ν 0,32 0,40 0,36
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FIG. II.20 – Déformations irréversibles isochores
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(b) Critère à la rupture
FIG. II.21 – Limite élastique et rupture pour la famille isochore
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FIG. II.22 – Variations de Rc en fonction de l’écrouissage pour la famille isochore
En dépit des dispersions, les limites élastiques, comme les valeurs à la rupture
ne dépendent pas du conﬁnement(ﬁgure II.21 page précédente) (ni de la pression











Étant donné l’absence de déformations volumiques irréversibles, ce critère est as-
socié et correspond donc au potentiel. On cherche à modéliser le paramètre Rc par
un polynôme du second degré. Le polynôme initialement obtenu équation (II.53),
n’est pas satisfaisant parce qu’il atteint un maximum pour une valeur de γ stricte-
ment inférieure à un, alors que l’analyse des essais montre une croissance stricte
de Rc.
−13.3989γ2 + 24.5217γ + 15.5411 (II.53)
L’augmentation stricte de la valeur de Rc étant plus importante du point de vue de
la modélisation physique qu’une pure interpolation, il a été procédé à une recherche
sur la base suivante :
[
1, γ2 − 2γ]. On a recherché un polynôme de degré un sur
cette base, approchant les valeurs mesurées expérimentalement. Ce choix permet
d’obtenir la fonction garantissant un maximum pour γ = 1 la plus proche des
valeurs expérimentales (équation (II.54) et ﬁgure II.22) :
Rc = −11.2677(γ2 − 2γ) + 15.8203 (II.54)
Comme précédemment, on a reporté à la ﬁgure II.21(a) page précédente les
résultats mesurés lorsque la limite d’élasticité est atteinte, le critère mesuré à ce
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FIG. II.23 – Valeurs de pdrup mesurées et valeur moyenne
moment, la valeur déduite de l’équation (II.54) page précédente pour γ = 0, le
critère basé sur 23Rc(0), celui sur 1, 2 ∗ Rc(0). On observe une forte dispersion
sur la limite élastique. Pour la rupture (ﬁgure II.21(b)), la dispersion est moindre
puisqu’un seul essai est en dehors du critère enveloppe (par ailleurs une valeur plus
grande que la droite enveloppe supérieure).
Loi de détermination de γ. Aﬁn de déterminer la loi de variation de γ, il faut
établir une méthode pour déterminer la valeur de la déformation déviatorique plas-
tique cumulée à la rupture : pdrup. Cette quantité semble indépendante de la pres-
sion moyenne à la rupture (ﬁgure II.23). L’indépendance de γ vis à vis de la
contrainte moyenne est par ailleurs cohérente avec le comportement de cette fa-
mille, à savoir un critère de Von Mises associé. Ainsi on peut proposer d’utiliser la
moyenne de la déformation cumulée :
pdrup = 2, 47.10
−2 (II.55)
Assez paradoxalement, il est ici à peu près équivalent de considérer comme va-
riable (pdrup) ou, comme précédemment, (E ∗ pdrup) (ﬁgure II.24 page suivante),
en dépit des dispersions sur les variables. On observe en effet que :∣∣∣∣∣
moy(Emoypdrup)−moy(Epdrup)
moy(Epdrup)
∣∣∣∣∣ < 5.7.10−3 (II.56)
La valeur moyenne de la quantité E ∗ pdrupvaut :
moyEpdrup = 106.0MPa (II.57)
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FIG. II.24 – Valeurs de Epdrup mesurées, valeur moyenne, et comparaison avec
Emoypdrup
II-3.2-c Fort seuil d’inélasticité et dilatance
En étudiant les essais, pour lesquels la quantité ω ≤ 5, et qui présentent à un
moment donné un taux de variation volumique irréversible pour lequel on peut ob-
server un angle de dilatance supérieur à 2˚, on distingue deux origines : EST104
(essais réalisés par le G3S) et HTM102 (essais réalisés par G3S et ANTEA). Ce-
pendant les essais en l’état ne sont pas interprétables, et il faut procéder à une autre
sélection. Comme les sites de EST104 et HTM102 ont déjà présenté des com-
portements différents, et que comme on le verra à la section II-3.2-d page 59,les
échantillons issus de EST104 restants ont un comportement pour lequel l’hypo-
thèse d’élasticité linéaire atteint ses limites (voire les dépasse), on va effectuer une
partition non plus mécanique, mais liée à l’origine du sondage, et se restreindre,
dans cette partie à l’étude de 14 échantillons issus de HTM102. Les essais se ré-
partissent pour moitié entre G3S et ANTEA. Les caractéristiques élastiques sont
les suivantes :
min max moy
E( MPa) 970 7957 3855
ν 0,18 0,42 0,34
Les essais réalisés par ANTEA comportent extrêmement peu de points, ce qui
n’est pas sans conséquence quand il s’agit de déterminer la limite des zones élas-
tiques, de mesurer le module lors d’un cycle de charge-décharge. Le comportement
en zone plastique devient très difﬁcile à évaluer, quand on dispose de très peu de
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FIG. II.25 – Variations du critère de Hœk-Brown
points. Quand il n’y avait pas de cycle de charge-décharge (ou lorsque ce dernier
était tronqué), le module d’Young et le coefﬁcient de Poisson utilisés sont issus du
ﬁchier récapitulatif de l’ANDRA.
Il est plus difﬁcile que précédemment de déterminer l’évolution des paramètres
de Hœk-Brown en fonction de l’écrouissage : on voit apparaître une zone chaotique
pour γ < 0, 2, en particulier pour ce qui concerne le Rc qui varie brutalement (ﬁ-
gure II.25(a)). On ne doit pas oublier qu’il y a une incertitude importante sur la
détermination de la limite élastique , comme cette dernière est extrêmement faible
pour les essais à faible conﬁnement, on peut penser que pour les faibles valeurs
de γ, la valeur de Rc devrait être faible. Enﬁn, du fait de ces faibles valeurs, les
oscillations de Rc en début de phase élastique, bien qu’importantes en valeur re-
latives concernent une plage dont l’amplitude est de 4 MPa seulement. Au vu
de ces considérations, et étant donné que pour le reste des valeurs on obtient de
très bonnes corrélations, on modélisera l’ensemble du comportement à partir de
la régression effectuée pour γ ∈ [0.2, 1] Cependant, de même que pour la famille
précédente, le polynôme initialement obtenu (équation (II.58)) n’est pas satisfai-
sant car il atteint un maximum pour une valeur de γ strictement inférieure à un.
Rc(γ) = −6.0818γ2 + 11.6980γ + 3.8466 (II.58)
Aussi de même que précédemment, on recherche une approximation sur la base[
1, γ2 − 2γ], ce qui aboutit à :
Rc(γ) = −5.5007(γ2 − 2γ) + 4.0270 (II.59)
La valeur de mb demeure constamment égale à 5 pour γ > 0.2, on prendra donc
dans le modèle :
mb = 5 (II.60)
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(b) Critère à la rupture






























(c) Critère au seuil caractéristique
FIG. II.26 – Moments particuliers pour la famille dilatante à fort seuil
Il est intéressant de noter que la valeur ﬁnale de mb est exactement la même que
pour la famille à faible limite élastique de EST104 (équation (II.39) page 44), une
valeur supérieure à celle obtenue en calant le critère sur l’ensemble des essais.
En reportant les résultats obtenus (ﬁgure II.26), on constate des dispersions très
importantes, avec beaucoup de points en dehors des courbes enveloppes. En ce qui
concerne la limite élastique, les courbes déterminées à partir du modèle calé sur les
valeurs de γ supérieures à 0.2 ne sont pas incohérentes avec les résultats des essais
et semblent au contraire plus en adéquation que le critère calé sur les valeurs du
déviateur quand la limite d’élasticité est atteinte. Ce dernier critère correspond par
ailleurs à une valeur de mb égale à un, ce qui conduit à surestimer le comportement
du matériau dans les zones de traction.
Valeur des angles de dilatance On peut remarquer que certains essais ne sont
pas représentés sur la ﬁgure II.26(c) : il s’agit des cinq essais dont l’angle de dila-
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FIG. II.27 – Écoulements initiaux et à la rupture et critères dans le plan méridien.
tance est demeuré constant et pour lesquels on ne peut donc déterminer γc . Dans
ce qui suit, on va représenter les angles de dilatance en début de zone élastique et à
la rupture -pour les essais pour lesquels cet angle ne varie pas, on utilisera la même
valeur.
Sur la ﬁgure II.27, ont été représentés dans le plan méridien les critères à la
rupture et à l’initiation de la zone anélastique (pour ce dernier cas, à la fois le
critère mesuré et le critère déﬁni pour γ = 0) ainsi que les points correspondants
aux valeurs mesurées au cours des essais. Il a été représenté également le vecteur
d’écoulement correspondant à la direction d’écoulement déﬁnie par les angles de
dilatance mesurés (ﬁgure II.4 page 33 et équation (II.20) page 33).
L’écoulement à la rupture semble régi par un potentiel associé au critère. Comme
le critère choisi vériﬁe l’équation (I.38) page 17, le potentiel associé se déﬁnit par
l’équation (II.9) et l’équation (II.10) page 31. Cependant, dans la conﬁguration de










v = 0 (II.63)
D’où, après simpliﬁcation, l’expression régissant l’angle de dilatance (équation (II.16)
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écoulement sur le critère
FIG. II.28 – Écoulement à la rupture mesuré et prédit par le potentiel associé
−σ1 9.1 9.5 9.8 9.9 9.9 9.9 10.0 10.0 9.1 14.1 16.0 4.9 5.9 9.8
−σm 23.9 20.6 12.0 13.9 16.7 18.9 16.9 15.9 22.0 25.1 24.8 8.5 8.8 17.1
σ+ 25.7 19.4 3.8 7.0 11.8 15.6 12.1 10.3 22.3 19.0 15.3 6.2 5.0 12.6
σ+(crit) 15.6 14.3 10.3 11.3 12.6 13.6 12.7 12.3 14.9 16.1 16.0 8.3 8.5 12.8
Δσ+(%) -13 -9 56 21 2 -4 2 6 -11 -5 1 12 24 0
δmesrup 5 3 3 -4 2 0 8 9 5 0 3 2 11 46
δcritrup 17 18 22 21 20 19 20 20 18 17 17 25 25 20
Δδ 12 15 19 25 18 19 11 11 13 16 14 24 14 -26
TAB. II.6 – Dilatances mesurées et théoriques pour les essais (rupture)
La ﬁgure II.28 montre les écoulements mesurés et prédits par le potentiel associé.
Pour ce dernier on a reporté sur le critère les normales prédites (pour une contrainte
moyenne donnée). Le tableau II.6 reporte pour les essais, la variation en degrés
entre la valeur mesurée de δ et la valeur prédite, ainsi que la variation relative du
critère.
Loi de détermination de γ Aﬁn de déterminer la loi de variation de γ, on va
chercher à relier la quantité
√
Epdrup à la contrainte moyenne du matériau. On
propose la relation suivante qui propose une relation linéaire entre la contrainte





On remarque que cette corrélation induit l’existence d’une zone de fragilité pure
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FIG. II.29 – Écoulements à la limite élastique mesurés et prédits par le potentiel
associé
−σ1 9.1 9.5 9.8 9.9 9.9 9.9 10.0 10.0 9.1 14.1 16.0 4.9 5.9 9.8
−σm 18.2 17.0 10.9 13.0 14.3 15.8 16.0 14.6 15.2 16.8 21.5 8.4 7.1 13.0
σ+ 15.7 13.1 2.0 5.4 7.6 10.2 10.5 8.0 10.5 4.6 9.5 6.1 2.0 5.5
σ+(crit) 9.4 9.1 7.0 7.8 8.2 8.7 8.8 8.3 8.5 9.0 10.4 6.0 5.4 7.8
Δσ+(%) -13 -10 83 15 2 -5 -6 1 -6 31 3 0 58 13
δmesrup 2 -2 4 -55 14 -9 32 33 -5 -10 0 9 40 56
δcritrup 14 14 17 16 15 14 14 15 15 14 13 19 20 16
Δδ 11 15 13 70 1 24 -18 -18 19 24 13 10 -19 -40
TAB. II.7 – Dilatances mesurées et théoriques pour les essais (limite élastique)




m = 8MPa − 0.077σm − 0.620 < 0⇒ pdrup = 0 (II.66)
Pour cette gamme de valeur, le module choisi implique que la roche dans cette
gamme de contrainte moyenne a un comportement élastofragile puisqu’elle n’ad-
met pas de déformations irréversibles (également, un déconﬁnement d’une roche
déjà plastiﬁée aboutit à une rupture- un phénomène qui peut se produire sur un
cycle de charge décharge). En l’absence d’essai approprié, on ne peut guère vé-
riﬁer cette dernière conséquence ; par conséquent, sa validité dans les gammes de
faible conﬁnement resterait à prouver. Les coefﬁcients servant à étudier la corréla-
tion entre les valeurs prédites et mesurées ﬁgurent dans le TAB. II.8.
II-3.2-d Fort seuil d’inélasticité et endommagement
Certains essais réalisés par G3S sur des échantillons issus d’EST104 présentent
des caractéristiques particulières. Ils présentent des phénomènes d’endommage-
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FIG. II.30 – Détermination de pdrup
√
E en fonction de la contrainte moyenne à la
rupture
Essai
G3S G3S G3S ANT G3S G3S ANT ANT G3S G3S ANT ANT ANT ANT
888_1 922_1 992_5 1035_2 1024_1 1043_1 970_1 987_1 888_3 948_2 987_3 945_1 945_2 945_3
−σ1 9.1 9.5 9.8 9.9 9.9 9.9 10.0 10.0 9.1 14.1 16.0 4.9 5.9 9.8
−σrupm 23.9 20.6 12.0 13.9 16.7 18.9 16.9 15.9 22.0 25.1 24.8 8.5 8.8 17.1
E 6890 4107 970 1603 2930 5679 1808 2947 7957 5929 6047 1126 1203 4780
σ+ 25.7 19.4 3.8 7.0 11.8 15.6 12.1 10.3 22.3 19.0 15.3 6.2 5.0 12.6
σ+(crit) 15.8 14.4 10.4 11.4 12.7 13.7 12.8 12.4 15.0 16.2 16.1 8.4 8.6 12.9












(%) 2 -3 -52 135 9 4 258 74 -20 -51 -15 -96 -83 2
c1 0.935 1.002 2.031 0.424 0.894 0.925 0.278 0.578 1.160 1.921 1.161 -56.501 9.661 0.951
c0 0.056 0.040 0.066 0.006 0.031 0.047 0.003 0.010 0.101 0.146 0.031 35.853 -0.029 0.050
TAB. II.8 – pdrupmesurés et prédits, corrélation sur γ.
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(a) Déviateur en fonction du conﬁnement












(b) Dans le plan de Mohr
FIG. II.31 – Valeurs mesurées et critère obtenu à la rupture
ment signiﬁcatifs se manifestant par des cycles de charge décharge non linéaires,
avec une ouverture importante. On remarque également une variation des défor-
mations volumiques irréversibles au cours des cycles de charge décharge. Comme
ces essais sont au nombre de seulement quatre et que les hypothèses de base sur
lesquelles repose le reste de cette étude ne sont pas vériﬁées, il n’a pas été procédé
au choix d’un modèle de comportement. Ici il serait préférable de coupler avec un
modèle d’endommagement sur la partie linéaire. Les comptes rendus d’essais sont
regroupés à l’annexe J page 223.
II-4 Utilisation du paramètre γ pour un autre type de roche
La démarche entreprise dans ce chapitre, consistant à utiliser la déformation dé-
viatorique plastique normalisée γ pour caractériser le comportement anélastique,
a été utilisée sur un autre type de roches. Dans le cadre d’une étude réalisée pour
le compte du Centre d’Étude des Tunnels (CETu) par le Laboratoire Régional des
Ponts et Chaussées de Lyon[12], des essais ont été réalisés sur une brèche : trois
essais triaxiaux à 10, 20 et 30 MPa de conﬁnement ainsi qu’un essai en compres-
sion simple. Ce jeu de données a mis en évidence un critère de rupture de type
Hœk-Brown (ﬁgure II.31). La ﬁgure II.32 page suivante montre l’évolution des pa-
ramètres du critère en fonction de la quantité γ. On observe également une valeur
critique γc voisine de 0,5 correspondant à un changement de l’angle de dilatance
(ﬁgure II.32(c)).
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FIG. II.32 – Variations du critère en fonction de γ
Chapitre III
Les méthodes de calcul.
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On utilisera les notations suivantes :
Notations générales :
R rayon de la galerie




coefficient d’anisotropie des contraintes naturelles1
E, ν module d’Young et coefficient de Poisson du massif
μ,G = E
2(1+ν)
module de cisaillement du massif
Es, νs module d’Young et coefficient de Poisson du
soutènement
e épaisseur du soutènement
Is inertie du soutènement
σ0, P pression initiale au sein du massif
σR, Pi pression à l’intrados du massif
Notations liées à la méthode convergence conﬁnement (section III-4 page 69) :
x distance au front de taille
D,X = x
R
distance au front de taille rapportée au rayon
u(D)
u∞ Profil Longitudinal Normalisé (P.L.N.)





distance de pose rapportée au rayon
μm module de cisaillement du massif






rigidité du soutènement rapportée au module d’Young du
terrain
λ taux de déconfinement
λe taux de déconfinement à la frontière du domaine
élastique
σs pression à l’extrado du soutènement : pression de
confinement
σ0 contraintes initiales au sein du massif
σR contraintes à l’intrados du massif
u, ur déplacement radial d’un point de l’intrados du massif
u0 valeur de u au front de taille
ud valeur de u à la distance d du front de taille
Notations utilisées dans l’algorithme stationnaire :
H module d’écrouissage
η paramètre d’écrouissage.
ξ déformation déviatorique plastique cumulée
χ déformation plastique cumulée
Les calculs insérés dans les parties portant sur la méthode convergence-conﬁnement
(section III-4.2-a ont été effectués à l’aide du logiciel d’éléments ﬁnis Cast3M[25]
(anciennement connu sous le nom de CASTEM2000).
Concernant la mécanique des roches, Hudson [48] classiﬁait les huit types
d’approche différentes pour la modélisation : quatre méthodes de base et deux ni-
veaux :
Les quatre types de méthode se subdivisant de la manière suivante :
– méthode A : conception basée sur l’expérience précédente ;
– méthode B : conception basée sur des modèles simpliﬁés ;
1Pour une roche profonde K0 reﬂète plus une anisotropie des contraintes naturelles qu’une pous-
sée des terres au sens de la mécanique des sols.
2c.f. section III-2 page 68
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échelle = 1 : 1
Conception basée sur l’analyse directe Conception basée sur la rétro-analyse
Construction
FIG. III.1 – Quatre méthodes de base à deux échelles et donc huit approches de la
modélisation en mécanique des roches et des capacités de la mécanique des roches
pour le dimensionnment des ouvrages au rocher[48]
– méthode C : conception basée sur une modélisation s’efforçant de prendre
en compte les mécanismes les plus signiﬁcatifs ;
– méthode D : conception basée sur une modélisation « tout englobant ».
Il y a également deux niveaux de modélisation des mécanismes :
– les modélisations du niveau 1 s’efforçant de modéliser les mécanismes di-
rectement ;
– le niveau 2 concernant des méthodes dans lesquelles la modélisation n’est
pas totalement directe.
Un grand nombre de modélisations de tunnels peuvent rentrer dans les différentes
catégories (dont les frontières ne sont pas infranchissables). On peut distinguer
trois grandes familles pour le calcul des tunnels :
– les méthodes de dimensionnement basées sur les classiﬁcations (section III-2
page 68) ;
– les méthodes analytiques (section III-3 page 69) et les méthodes simpliﬁées,
dont la plus connue est la méthode convergence-conﬁnement (section III-4
page 69) ;
– les méthodes numériques.
Mais auparavant, il est nécessaire de rappeler que la « nature » d’un tunnel condi-
tionne le choix d’une méthode appropriée.
66 CHAPITRE III. LES MÉTHODES DE CALCUL.
Méthode Éléments ﬁnis Éléments distincts Théorie des blocs
Domaine d’application. milieux continus milieux discontinus assemblage de blocs
Nécessité de maillage oui oui non
Simulation à grande échelle oui oui faible
Simulation tridimensionnelle possible très lourd conçu pour le calcul 3D
Machine station station possible
nécessaire / PC performant / PC performant manuellement
Détermination des contraintes oui pas forcément non
Détermination des blocs menaçants non faible très bonne
Chute libre / effondrement non oui très bonne estimation
Utilité en calcul de soutènement oui oui très bonne estimation
Utilité vis à vis tensions de système analyse générale
des joints rocheux fracturation de blocs du problème
TAB. III.1 – Propriétés des méthodes de calcul.
III-1 Quelques hypothèses préliminaires
III-1.1 Discret ou continu ?
La présence de discontinuités, ou joints rocheux, peut avoir une inﬂuence no-
table sur le massif rocheux, au point d’invalider complètement l’hypothèse du mas-
sif vu comme un milieu continu. Il peut s’avérer alors nécessaire de modéliser le
massif comme un ensemble de blocs, ce qui impose de renoncer à une modélisa-
tion par la méthode des éléments ﬁnis (Tab. III.1). Généralement, une simulation
importante visant à modéliser des blocs utilisera une méthode de type éléments
distincts. Comme cette méthode peut s’avérer assez lourde en ce qui concerne les
calculs, une démarche alternative consiste à analyser la stabilité des blocs clefs,
démarche que l’on retrouve dans la théorie des blocs [37] et dans l’algorithme de
Warburton [80].
Cette démarche d’analyse géométrique est complétée par une étude des caracté-
ristiques mécaniques des joints. La résistance au cisaillement d’un joint fait non
seulement intervenir les caractéristiques frottantes de la roche, mais également la
nature de la surface, comme l’ont montré les expériences de Patton [71] sur des
échantillons en dents de scie. Le comportement réel du joint a par la suite fait
l’objet de nombreuses études en particulier de la part de Barton et de son équipe
[6, 7, 9].
Si l’on se réfère à l’A.F.T.E.S. 3 : « le terme « discontinuité » est utilisé en
mécanique des roches dans un sens très général pour désigner toute interruption
physique de la continuité du massif rocheux ; il inclut tous les types de fracture, les
contacts géologiques, les diaclases, les plans de stratiﬁcation, de litage, de folia-
tion et de schistosité, les clivages, les failles. . . Les discontinuités sont souvent des
3Association Française de Travaux en Souterrain
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structures planaires et se caractérisent essentiellement par une résistance à la trac-
tion très faible, voire nulle dans la direction normale à leur plan ». Cette dernière
déﬁnition sera un facteur déterminant dans le choix de la modélisation. La présence
de discontinuités physiques dans la roche n’est pas forcément synonyme de com-
portement par blocs. Lors du réalésage du tunnel de l’Infernet, le comportement
observé en chantier se rapprochait plus de la prédiction faite par une méthode aux
éléments ﬁnis dans une roche élastique que des résultats obtenus en modélisant le
déplacement des blocs par la méthodes des éléments distincts [79] . Les méthodes
d’homogénéisation permettent également de traiter un matériau jointé comme un
matériau continu [4].
III-1.2 La notion de tunnel profond
La nature profonde ou superﬁcielle, au sens usuel, a souvent un lien avec la
nature des problèmes. Dans un tunnel superﬁciel, les contraintes sont relativement
faibles en comparaison avec les limites de la roche intacte, de sorte que les pro-
blèmes seront plutôt ceux liés à la fracturation du massif, à la résistance des joints,
et aux problèmes de stabilité de blocs rocheux. Dans un milieu plus profond et
moins jointé, le problème sera plutôt un problème de milieux continus, faisant in-
tervenir les caractéristiques du massif. Cependant, dans le cas où le problème peut
être assimilé à un creusement dans un milieu continu, on peut voir apparaître une
notion de « tunnel profond ». On admet généralement qu’un tunnel est profond
quand sa profondeur est supérieure à dix fois son ouverture (son diamètre dans
le cas circulaire). Cette valeur n’est pas due au hasard. En effet, l’hypothèse d’un
tunnel profond conduit à négliger les variations du gradient de la pesanteur sur la
zone étudiée. Après avoir étudié les erreurs induites par cette simpliﬁcation ; Den-
khaus [31] conclut qu’elles étaient inférieures à 5% pour une profondeur de 10 fois
l’ouverture. Dans le cadre d’un tunnel circulaire, cette hypothèse permet de sim-
pliﬁer grandement le problème en l’assimilant à une plaque trouée chargée sur les







Le rapport entre les contraintes horizontales et verticales, K0, est fonction d’un
grand nombre de facteurs, incluant la nature mécanique du matériau, mais égale-
ment des contraintes tectoniques. L’état de contrainte naturel est donc fonction de
l’histoire géologique du lieu, et n’est pas connu a priori. Hœk et Brown [46] rap-
portent que « Talobre [75], se référant à une suggestion antérieure de Heim [41],
postula que l’incapacité de la roche à supporter des grandes différences de contraintes,
conjuguée aux déformations à long terme des roches peut provoquer l’égalisation
des contraintes horizontales et verticales à l’échelle géologique. » S’ils estiment
que cette hypothèse, largement utilisée dans les mines de charbon et les évaporites,
donne une bonne estimation pour des profondeurs supérieures à un kilomètre, il
faut souligner qu’elle demeure conﬁnée à certaines applications. Dans l’hypothèse
toutefois où l’on peut supposer l’égalité des contraintes horizontales et verticales,
le calcul d’un tunnel s’en trouve simpliﬁé grandement.
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III-2 Méthodes basées sur les classiﬁcations
Les méthodes empiriques se sont basées sur « l’art de l’ingénieur », c’est-à-
dire l’expérience accumulée. Le principe a consisté à reproduire sur de nouveaux
ouvrages des méthodes qui s’étaient avérées efﬁcaces. De cette manière sont nées
les classiﬁcations pour les ouvrages en milieu rocheux. Ces classiﬁcations se basent
sur plusieurs paramètres concernant le massif et l’ouvrage, aﬁn de dimensionner
le type de soutènement adapté. Les plus usitées et les plus standardisées sont la
méthode RMR de Bieniawski [14], et le coefﬁcient Q de Barton[8].
Le RMR (Rock Mass Rating) de Bieniawski donne une note traduisant la qualité
du massif rocheux, en se basant sur cinq critères et un ajustement :
– la résistance à la compression simple (rupture) ;
– le RQD : Rock Qualitiy Designation : initialement introduit comme une clas-
siﬁcation [30] et désormais utilisé comme paramètre dans d’autres classiﬁ-
cations. Il se base sur la densité de fracturation d’une carotte et traduit la
qualité du massif ;
– l’espacement des discontinuités ;
– la nature des discontinuités (ouverture, rugosité . . .) ;
– les venues d’eau.
L’ajustement correspond à la nature des discontinuités.
Le Q-système de Barton sert également à noter la qualité du massif rocheux
selon six paramètres :
– RQD ;
– le nombre de joints (Jn) (Joint set Number) ;
– la rugosité (Jr) (Joint Roughness number) ;
– l’altération (Ja) (Joint Alteration number) ;
– l’état hydrique (JW ) (Joint Water reduction factor) ;
– le facteur de réduction des contraintes (SRF ) (Stress Reduction Factor).









Ces critères sont essentiellement destinés à des roches fracturées, vu le poids ac-
cordé à la fracturation. Pour des massifs rocheux intacts (ou sufﬁsamment in-
tacts), d’autres phénomènes liés à la caractérisation mécanique de la roche intacte
prennent le pas.
Il convient de remarquer également que, jusqu’à une période récente, l’essen-
tiel des travaux souterrains réalisés concernait l’industrie minière ; or les tunnels
présentent tout de même quelques différences non négligeables avec les mines. En
premier lieu, il convient de remarquer que l’industrie minière est guidée par une
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notion de rendement qui n’est pas la même que celle du maître d’ouvrage d’un tun-
nel. Alors que pour ce dernier la pérennité à long terme est fondamentale (un tunnel
routier est censé durer 99 ans), le soutènement minier a une durée de vie limité au
temps d’exploitation. On peut rajouter aussi que la forme joue sur la nature des
problèmes. Autant une veine est exploitée le plus loin possible autour d’un pilier,
engendrant des contraintes dans ce dernier pouvant aller jusqu’à sa ruine, autant les
tunnels ont une forme plus adaptée aux contraintes auxquelles ils doivent résister.
À grande profondeur sous contrainte isotrope, un tunnel circulaire ne peut méca-
niquement pas se refermer : c’est le « théorème du ver de terre » souvent cité par
Jean Mandel : quelque soit la profondeur, un trou de ver tiendra, grâce à sa taille
minuscule.
Le caractère empirique de ces méthodes4 allié à la multiplicité des nouveaux
terrains et des méthodes de soutènement ne rend pas toujours pertinent de les uti-
liser pour calculer le soutènement [33]. De plus, on note en ce qui concerne le
coefﬁcient Q de Barton, une sensibilité du choix du type de soutènement à une
faible variation des coefﬁcients [63]. L’énoncé de ces limitations ne remet pas en
cause ces méthodes mais plutôt l’usage abusif qui pourrait en être fait. Ainsi Lu-
nardi [53] regrette que « malheureusement – et les auteurs [13] sont les premiers à
le regretter – il a été fait un usage assez erroné de ce type de classiﬁcations dans
la mesure où l’on a prétendu les utiliser comme base de méthodes complètes de
conception et de construction et non simplement en tant que simples supports pour
les ingénieurs spécialistes de tunnels ce qui était dans l’intention des auteurs. »
III-3 Calculs analytiques
Des solutions analytiques de références détaillées existent en déformations
planes, pour des matériaux élastiques et élasto-plastiques. Classiquement, il s’agit
de matériaux vériﬁant le critère de Tresca ou de Mohr-Coulomb. Les solutions
pour ces critères, ainsi que pour le critère de Hœk-Brown [20], ont été reportées à
l’annexe C page 143.
III-4 La méthode convergence-conﬁnement
III-4.1 Principes généraux
Lors du creusement d’un tunnel, le massif va se mettre à converger (ﬁgure III.2).
Par rapport à l’état initial du massif vierge, le terrain va effectuer un déplacement
jusqu’à atteindre l’état d’équilibre ﬁnal (hors phénomène différé). La convergence
d’une section de tunnel suivant une direction est le déplacement relatif de deux
4Pierre Duffaut parle même de « recettes de cuisine ».
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FIG. III.2 – Principe de détermination de la loi de convergence du massif[69]
points opposés du parement dans cette direction, au fur et à mesure de l’avance-
ment du front de taille. Bien que la convergence se mesure après le passage du front
de taille, le terrain s’est déplacé avant. La convergence du terrain avant l’excavation
est appelée préconvergence.
La méthode convergence-conﬁnement prend en compte l’interaction terrain-
soutènement, en tenant compte de la convergence initiale au moment de la pose du
soutènement (la négliger revient à surestimer les sollicitations subies par le sou-
tènement), tout en étant simple d’emploi. Les recommandations de l’A.F.T.E.S.
(Association Française des Travaux en Souterrain)5 relatives à cette méthode sont
mises à jour pour tenir compte des dernières recherches. Nous nous basons donc
sur la recommandation parue en 2002 [1].
La méthode convergence-conﬁnement substitue au problème tridimensionnel
du tunnel en cours de creusement, un problème de déformation plane, dans lequel
on applique à la surface d’intrados du tunnel une pression ﬁctive σ6 :
σ = (1− λ)σ0 (III.5)
Si on considère un tunnel profond (III-1.2) circulaire, creusé dans un massif inﬁni







la pression ﬁctive est un scalaire :
σR = (1− λ)σ0 (III.6)
La grandeur λ est appelée taux de déconﬁnement.
5Le nom de convergence-conﬁnement fut d’ailleurs donné à cette méthode lors d’une réunion de
l’A.F.T.E.S. de 1978.
6Les notations propres à la méthode convergence-conﬁnement sont rappelées en début de chapitre
( page 64).
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FIG. III.3 – Détermination de la pression de soutènement dans le cas
axisymétrique[69]
La loi de convergence du massif établit le rapport entre le déplacement u des






On peut obtenir la courbe caractéristique du massif, donnant la valeur du ratio σ
R
σ0
en fonction de la convergence : uR .
Le soutènement, qui est posé alors qu’un déplacement ud s’est déjà produit,
peut voir son comportement décrit par la loi de conﬁnement, relation d’équilibre






L’interaction entre le massif et le soutènement, aboutit à un état d’équilibre (σs, uR),
dont la solution est donnée par la résolution du système constitué par les deux équa-
tions précédentes. Dans le cas d’une conﬁguration axisymétrique, les inconnues de
contrainte et de déplacement se réduisent à des scalaires représentables graphi-















7Pour plus de détails sur la rigidité des soutènements, on pourra se reporter à l’ annexe D
page 153.
72 CHAPITRE III. LES MÉTHODES DE CALCUL.













S’il est fréquent de pouvoir supposer que le soutènement est élastique, le compor-
tement du massif est souvent élastoplastique. Au delà du taux de conﬁnement λe
la courbe représentative n’est plus une droite, et l’équation varie selon la loi de
comportement élastoplastique choisie[69].
III-4.2 Détermination du taux de déconﬁnement
« Le choix du taux de déconﬁnement λd, qui correspond à la convergence qui
s’est produite avant que le soutènement n’interagisse avec le terrain est le problème
le plus délicat de la méthode convergence-conﬁnement » [1]. La raison de ce pro-
blème, découle en fait d’un autre problème : le taux de déconﬁnement à la pose est
une inconnue du problème dans une conﬁguration tridimensionnelle. Il convient de
remarquer que la méthode convergence-conﬁnement est une méthode plane basée
sur la relation entre la convergence et la contrainte radiale, dans laquelle on n’a pas
besoin a priori de faire intervenir la distance au front de taille, mais qui nécessite de
connaître le taux de déconﬁnement à la pose. Lorsqu’il est nécessaire de mettre en
relation la convergence avec la distance au front de taille, notamment lorsque l’on
veut modéliser le soutènement, on voit apparaître ce problème, dont on reparlera
également à la section III-6.4 page 88.
Remarque sur les logiciels et les conﬁgurations
– Les calculs insérés dans cette partie ont été effectués à l’aide du logiciel
d’éléments ﬁnis Cast3M [25], avec une conﬁguration axisymétrique.
– Guilloux et col. [38] ont utilisé le logiciel CESAR-LCPC, avec une conﬁgu-
ration axisymétrique.
– Unlu et Gercek [78] ont utilisé le logiciel FLAC3D. La conﬁguration était
une conﬁguration tridimensionnelle sur un quart de l’espace.
– François Corbetta [26] et Chifei Guo[39] ont utilisé des logiciels issus du
code de calcul stationnaire initial, développé par Habibou Maïtournam [56].
La conﬁguration est axisymétrique.
– Denise Bernaud [11] a utilisé une conﬁguration tridimensionnelle modéli-
sant la progression par activation-désactivation d’éléments.
III-4.2-a Relation distance au front de taille-convergence dans le cadre élas-
tique
La relation entre la distance d’un point au front de taille et la convergence est
parfois appelée aussi Proﬁl Longitudinal de Déformation [19]. On voit comme sur
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FIG. III.4 – Proﬁl Longitudinal de Déformation élastique
la ﬁgure III.4 que cette relation est non linéaire. La convergence, au fur et à mesure
que l’on s’éloigne du front de taille, se rapproche de la convergence ﬁnale. On
remarque aussi que les déplacements ont commencé avant le passage du front : ce
phénomène est aussi parfois appelé préconvergence. Il est commode de normaliser
la convergence en la rapportant à la convergence ﬁnale du tunnel. Cette fonction
ou Proﬁl Longitudinal Normalisé (P.L.N.) permet de s’affranchir du module et de
l’état de contrainte initial, et ne dépend que faiblement du coefﬁcient de Poisson,
ce dernier inﬂuant principalement la valeur au moment du passage du front de taille
(ﬁgure III.5).
Aussi plusieurs formes analytiques approchées ont été proposée (ﬁgure III.6),
donnant la valeur de la convergence normalisée après le passage du front de taille.
Panet et Guenot [70] ont proposé l’expression suivante
u(D)
u∞








Corbetta a proposé quant à lui une forme différente [26, 27] :
u(D)
u∞
= 0,29 + 0,71
(
1− exp (−1,5D0,7)) (III.14)
Panet propose également une autre expression [69] :
u(D)
u∞
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FIG. III.5 – Inﬂuence du coefﬁcient de Poisson sur les P.L.N.















Unlu−Gercek (ν = 0.50)
FIG. III.6 – Comparaison des P.L.N., pour un matériau incompressible.
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On a reporté sur la ﬁgure III.7 page suivante les P.L.N. analytiques précédents, les
P.L.N. obtenus par le calcul, et ceux d’une forme tenant compte de l’inﬂuence du
coefﬁcient de Poisson (équations (III.18) et (III.17)). Les formules précédentes, en
effet, ne tiennent pas compte du coefﬁcient de Poisson. Cela se justiﬁe car l’in-
ﬂuence de ce dernier diminue rapidement en s’éloignant du front de taille, c’est-à-
dire vers les zones où l’on va poser le soutènement.
Il existe toutefois des cas, notamment en ce qui concerne l’utilisation du pré-
soutènement où il faut tenir compte de cette inﬂuence. Dans cette optique, Guilloux
et coll. [38] ont proposé la relation suivante reliant la convergence au front et le co-
efﬁcient de Poisson :
u0
u∞
= 0,4ν + 0,095 (III.16)
Une formulation alternative a été proposée par Unlu et Gercek [78] :
u0
u∞
= 0,22ν + 0,19 (III.17)
Les convergences au front normalisées ainsi proposées et celle obtenue par le calcul
ont été tracées ensemble sur la ﬁgure III.8 page 77. Les valeurs obtenues par le
calcul sont en accord avec la proposition analytique de Guilloux et coll.
Unlu et Gercek ont proposé la formulation suivante pour exprimer la conver-













Ab = −0,22ν + 0,81
Bb = 0,39ν + 0,65
(III.18)
Concernant la zone en amont du front de taille, la plupart des formulations analy-
tiques des P.L.N. ne sont plus valables (ce qui est sans importance dans les cas où le
soutènement est posé après le front de taille). Il existe des formulations alternatives










1− β (ν,K ′s, d′)D + D2
(III.20)
En l’absence de présoutènement :
βns = ln
(−9ν2 + 10ν − 0,9) (III.21)
76 CHAPITRE III. LES MÉTHODES DE CALCUL.















Unlu−Gercek (ν = 0.50)















Unlu−Gercek (ν = 0.40)















Unlu−Gercek (ν = 0.35)















Unlu−Gercek (ν = 0.30)















Unlu−Gercek (ν = 0.25)















Unlu−Gercek (ν = 0.15)
FIG. III.7 – Comparaison des P.L.N. pour différentes valeurs de ν
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y = 0.44*x + 0.076
calcul
   linear
Guilloux et al
Unlu et Gercek
FIG. III.8 – Inﬂuence du coefﬁcient de Poisson sur la convergence au front
Une autre fonction pour la préconvergence a été proposée pour le tunnel libre par






+ Aa (1− exp (−BaD))
Aa = −0,22ν − 0,19
Ba = 0,73ν + 0,81
D  0
(III.22)
Une formulation empirique valable de part et d’autres du passage du front de
taille a été suggérée par Hœk à Carranza-Torres et Fairhurst [19], à partir de don-











Il convient de souligner que cette expression n’entre pas dans le cadre élastique.
III-4.2-b Principe de similitude
Pour obtenir le P.L.N., dans le cadre d’un matériau élastoplastique, on peut uti-
liser le principe de similitude [26] . A partir des calculs numériques, comparant les
courbes de convergence dans le cadre élastique et élastoplastique, il a été établi que
ce dernier pouvait se déduire du proﬁl élastique par une homothétie. L’intérêt est de
pouvoir déduire rapidement des P.L.N. pour un massif élastoplastique simplement
à partir de la convergence ﬁnale élastoplastique ( que l’on peut obtenir d’un calcul
analytique) et d’un P.L.N. élastique. Si on considère le rapport de la convergence
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Le principe de similitude permet de déterminer le proﬁl de convergence plastique
par la relation suivante :






III-4.2-c Détermination de la convergence au moment de la pose du soutène-
ment
La pose du soutènement limite la convergence non seulement pour la partie
soutenue mais également celle de la partie non soutenue. Ainsi la détermination du
taux de déconﬁnement à la pose du soutènement à une distance d du front de taille
est un problème très délicat, puisque le taux de déconﬁnement à la pose ne peut
pas être déterminée directement à partir des proﬁls non soutenus. Cependant des
méthodes simpliﬁées permettent de déterminer la convergence du tunnel soutenu
à partir de la convergence du tunnel non soutenu (cette dernière pouvant d’ailleur
résulter pour un tunnel creusé dans un massif élastoplastique d’un calcul par le
principe de similitude). Deux méthodes ont été proposée : le principe d’interaction
[67] et la nouvelle méthode implicite [11], qui donnent des résultats similaires [1].
Le principe d’interaction permet de relier la convergence du massif soutenu à
la pose à la convergence ﬁnale du massif soutenu (ud). Si on considère que l’on
connaît la convergence ﬁnale du tunnel non soutenu uns∞ et la convergence du
tunnel non soutenu à une distance d : (unsd), le principe d’interaction établit la
relation générale suivante :
B =A
(
0, 45 + 0, 42A2
)
A = 1− u∞
uns∞
B = 1− ud
unsd
(III.26)
Cette relation permet de résoudre le système constitué par les lois de convergence
(III.7) et de conﬁnement (III.8).
III-5 Calculs numériques aux éléments ﬁnis
On peut trouver plusieurs conﬁgurations géométriques, qui ne sont pas toutes
calculées de la même façon. Le choix effectué pour classer les conﬁgurations géo-
métriques est celui de la prise en compte du front de taille.
III-5.1 Conﬁguration sans prise en compte du front de taille
Ces calculs se placent sous l’hypothèse de déformations planes. Le modèle axi-
symétrique à une dimension (ﬁgure III.9) se limite à une conﬁguration circulaire
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FIG. III.9 – Modèle numérique 1d axisymétrique
sous contrainte isotrope. Il permet d’obtenir les courbes caractéristiques du mas-
sif. Le modèle bidimensionnel (ﬁgure III.10) permet de modéliser un chargement
anisotrope dans le plan, pour n’importe quel type de section, y compris en tenant
compte du phasage de l’excavation. Ces méthodes peuvent être apparentées à de la
convergence-conﬁnement, puisque la progression de l’excavation peut se modéli-
ser en faisant diminuer le chargement en paroi, de σ0 à zéro. C’est une démarche
naturelle dans un calcul de type élastoplastique, où l’on doit appliquer progressi-
vement le chargement. Les limites de ces méthodes sont de deux ordres :
– On ne tient pas compte de la rotation des contraintes au moment du pas-
sage du front de taille. L’estimation des déformations irréversibles risque de
s’éloigner de la réalité.
– Le problème de l’estimation du taux de déconﬁnement au moment de la
pose du soutènement demeure le même que pour la méthode convergence
conﬁnement précédemment évoquée, en particulier celui de l’estimation de
ce dernier si l’on ne connaît que la distance de pose par rapport au front8.
L’avantage de ces conﬁgurations est d’être moins gourmandes en calculs qu’une
modélisation tridimensionnelle.
III-5.2 Prise en compte du passage du front de taille
Pour calculer un tunnel circulaire, on peut utiliser un modèle à deux dimensions
axisymétrique (ﬁgure III.11 page suivante). Les contraintes sont a priori isotropes
en section (la contrainte longitudinale pouvant être différente). On peut cependant
tenir compte de l’anisotropie des contraintes en réalisant un développement en sé-
rie de Fourier [39]. Si l’on veut modéliser une section quelconque, il faut dès lors
passer à une conﬁguration tridimensionnelle, qui permet des conﬁgurations géo-
métriques plus complexes (ﬁgure III.12 page 81), avec un coût élevé en terme de
temps de calculs. La force de ces méthodes est de permettre de tenir compte plus
ﬁdèlement du trajet de chargement au passage du front de taille, qui provoque une
rotation des contraintes aux antipodes de l’hypothèse des déformations planes en
section. Le coût en temps de calcul peut devenir important en cas d’utilisation de la
méthode d’activation-désactivation des éléments. Aﬁn de simuler le creusement du
tunnel, dans un milieu anélastique, on a le choix entre deux solutions : la méthode
d’activation-désactivation des éléments et le calcul stationnaire qui sera détaillé à
la section III-6 page 81.
Le calcul par activation-désactivation d’éléments est un processus itératif. Chaque
pas de calcul se décompose de la manière suivante :
8Ce problème est encore plus marqué si l’on simule un phasage de l’excavation.
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FIG. III.10 – Modèle numérique 2d plan
FIG. III.11 – Modèle numérique 2d axisymétrique
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FIG. III.12 – Modèle numérique 3d
A chaque phase de modélisation du creusement, on désactive une tranche de ter-
rain en « annulant » les caractéristiques mécaniques des mailles ôtées (le module
d’Young n’est pas annulé stricto sensu mais réduit à une valeur inﬁnitésimale), puis
la nouvelle matrice de rigidité K de la structure est calculée, et l’on étudie enﬁn les
variations par rapport à l’état précédent.
Dans la phase d’activation du soutènement, on remplace les caractéristiques des
mailles à revêtir par celles du soutènement, puis on recalcule K, et le nouvel état.
III-6 La méthode de calcul stationnaire
Le calcul stationnaire est une méthode destinée à étudier des régimes perma-
nents. Les méthodes de calcul classique par éléments ﬁnis ne se prêtant pas faci-
lement aux calculs impliquant un déplacement du chargement, l’idée de base fut
de se placer en régime permanent dans un référentiel lié au chargement, de sorte
que la conﬁguration du problème devenait stationnaire. Par conséquent, d’un point
de vue numérique, cette méthode permet de se placer dans une conﬁguration plus
simple, puisque l’hypothèse du régime permanent permet de rendre la géométrie
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FIG. III.13 – Simulation par activation-désactivation d’éléments[11]
et le chargement indépendants du temps. Physiquement, ce calcul revient à effec-
tuer le calcul d’une grandeur physique en avancement et non plus à effectuer une
succession d’états statiques. L’hypothèse fondamentale consiste à supposer une
vitesse d’avancement constante. Dans le cadre d’un tunnel, il s’agit de sup-
poser une vitesse de creusement (et de pose) constante, et à se placer dans le
référentiel lié au front de taille.
La méthode proposée par Quoc Son Nguyen , a été appliquée initialement au
problème du mouvement permanent d’une ﬁssure dans un matériau parfaitement
plastique [66], et parfaitement thermoplastique[60]. Il a été développé par Ky Dang
Van et son équipe pour le calcul des structures [28], et dans le cadre thermovisco-
plastique, notamment pour des calculs de roulement [56, 29](ﬁgure III.14).
L’application de la méthode stationnaire dans le domaine des tunnels, sous la
direction de Duc Nguyen Minh, a permis d’établir le principe de similitude [26] et
d’interaction [39].
III-6.1 Principe du calcul stationnaire.
Les dérivées temporelles (vitesse de déformation, température, charge hydrau-
lique) se voient réduites à des dérivées spatiales. En effet, la dérivée particulaire
d’une grandeur A par rapport au temps (III.27) devient une relation spatiale (III.29)
quand le régime stationnaire est atteint, 
v étant la vitesse d’avancement selon la di-
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tuellement confondus dans le cadre d’une plasticité associée). La loi d’écoulement
s’écrit de la manière suivante :{
p = λ ∂g∂σ
η = −λh (σ, η) (III.30)
Cette relation est intégrée spatialement d’un point de Gauss au point de Gauss






ηn+1 − ηn = −Λh
(III.31)
Dans le cadre d’un matériau viscoplastique pour lequel la loi d’écoulement s’écrit





L’intégration le long de l’axe d’avancement transforme l’équation d’avancement en
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FIG. III.15 – Principe de la méthode stationnaire











L’algorithme stationnaire peut être adapté à des maillages pour lesquels les points
de Gauss ne sont pas alignés parallèlement à l’axe du déplacment. Ce n’est pas le
cas ici : tous les points sont alignés sur des « lignes de courant » parallèles à l’axe
d’avancement du tunnel.
III-6.2 Calcul stationnaire dans le cadre élastoplastique
III-6.2-a Algorithme général
L’algorithme général du calcul (ﬁgure III.16) est différent du schéma élasto-
plastique classique. En effet, il n’y a pas de chargement progressif. Le chargement
total F est appliqué dans son ensemble. Chaque itération prend pour base l’état mé-
canique de l’itération précédente (l’itération initiale étant à déformations irréver-
sibles nulles). Si l’état de contrainte est statiquement admissible (avec la précision
δ), le critère d’arrêt est vériﬁé. S’il n’est pas statiquement admissible, on effectue
le calcul de l’écoulement plastique. Le nouvel état de déformations irréversibles
servant de base au calcul de l’itération suivante.
Dans la pratique, l’algorithme que nous avons utilisé est légèrement différent (ﬁ-
gure III.17). En effet, comme l’écoulement se fait dans la direction parallèle à
l’avancement, il est inutile de le calculer sur des zones demeurant élastiques. Pour
cela on a divisé le maillage en « tubes parallèles ». Sur chacun, on vériﬁe le ca-
ractère admissible de l’état de contrainte. S’il ne l’est pas, on calcule l’écoulement
plastique sur le tube, sinon on conserve l’état mécanique de l’itération précédente.
Quand l’état de contrainte est admissible sur l’ensemble des tubes, la boucle s’ar-
rête. L’intérêt est double. D’une part, on évite d’effectuer des calculs d’écoulement
sur une zone demeurée élastique, d’autre part, cette architecture permet le passage
au calcul en parallèle.
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i = 1
Fp 1 = 0
p 1 = 0
η1 = 0
Calcul de Fp par
intégration de p i
Ku = F − Fp












FIG. III.16 – Algorithme de calcul stationnaire
III-6.2-b Algorithme d’écoulement le long d’une ligne de courant
Comme vu précédemment, lorsque l’état de contrainte n’est pas admissible,
il faut calculer les déformations plastiques, par intégration le long d’une ligne de
courant. Les N points de Gauss sont alignés parallèlement à l’axe d’avancement du
tunnel et numérotés dans le sens inverse du mouvement, le point 0 étant situé sur
le point le plus éloigné du massif. Le maillage est sufﬁsamment long, pour que le
point zéro soit « sufﬁsamment en avant » du front de taille, dans une zone élastique.
Le calcul de l’écoulement du point n au point suivant (ﬁgure III.15), s’effectue
de manière itérative comme le montre le diagramme de la ﬁgure III.18 page 87.
Pour passer du point n au point n+1, on calcule un état de contrainte σ∗ en suppo-
sant qu’il n’y a pas eu plastiﬁcation entre les deux points. Si cet état de contrainte
supposé ne vériﬁe pas le critère (avec la précision δ), on calcule l’écoulement plas-
tique, d’un point l’autre. C’est le calcul de cet écoulement plastique qui va être
détaillé pour deux types de critères réguliers à la section III-7 page 89.
III-6.3 Domaine de validité et limite d’emploi de la méthode
L’hypothèse fondamentale sur laquelle se base tout l’algorithme consiste à
se placer en régime permanent, par conséquent quelques hypothèses doivent être
faites. Il faut supposer que la vitesse d’avancement est constante. La pertinence de
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i = 1
Fp 1 = 0






Ku = F − Fp
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FIG. III.17 – Algorithme utilisé
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FIG. III.18 – Écoulement plastique le long d’une ligne de courant
cette hypothèse doit être discutée si les phénomènes dépendant du temps jouent
un rôle majeur, par exemple si l’on doit tenir compte de la viscosité. Cependant,
les ﬂuctuations de la vitesse réelle ne remettent pas systématiquement en cause
la justesse de cette approximation si l’on peut considérer une vitesse moyenne
d’avancement qui soit représentative. Le calcul perd de sa validité, en cas d’arrêt
prolongé de chantier ou de brusque changement de la vitesse moyenne. Dans le
cadre de la pose d’un soutènement, il faut également supposer que la vitesse de
pose de ce dernier est égale à la vitesse de creusement du front, la nécessité de
géométrie indépendante du temps imposant que la même géométrie soit toujours
valable. Le calcul cesse donc d’être valide quand le front s’approche d’une zone
où survient une discontinuité des propriétés physiques du matériau (changement
de massif rocheux . . .).
L’algorithme stationnaire nécessite un maillage ﬁn à hauteur de la zone cor-
respondant au « chargement » (dans notre cas le front de taille), les autres zones
pouvant être modélisées de manière plus grossière. Cette nécessité du calcul sta-
tionnaire, présente un avantage indirect. En effet, le maillage loin du front pouvant
être grossier, on peut rafﬁner énormément au passage du front de taille. Ceci permet
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d’éliminer un défaut numérique qui est la singularité due à l’angle droit à hauteur
du front de taille. Un raccord « circulaire » éliminant cette singularité, et cependant
sufﬁsamment petit pour ne pas changer la conﬁguration du problème a été rajouté
(c.f. chapitre suivant).
III-6.4 Prise en compte de la convergence au moment de la pose
Dans le cadre du tunnel non revêtu, on résolvait : KmU = F . Le soutène-











Guo [39] répertoriait trois manières de traiter le problème :
– Corbetta [26] utilisait une matrice carrée non symétrique M , remplie de zéro





U = F (III.36)
Ce qui permettait d’écrire le problème sous la forme : K ′U = F . Cette
méthode, bien qu’élégante dans sa formulation, s’avère plus lourde en raison
de l’asymétrie de K ′.
– La deuxième méthode est basée sur une modélisation par ressorts élastiques
indépendants dans le sens transversal. Ce système est résolu de manière ité-
rative et l’activation différée se manifeste par une force de soutènement :
Fs = Ks(U i − U0i) :
KmU
i+1 = F −Ks
(
U i − U0i
)
KmU
i+1 = F ′ (III.37)
– La troisième méthode, permet de préserver la complexité de l’interaction
massif-soutènement, en ne négligeant pas les moments de ﬂexion comme
dans la deuxième méthode. La modélisation se fait par éléments ﬁnis, en
s’efforçant de tenir compte de U0 comme déformation initiale du soutène-
ment. Le système se résout itérativement, en réévaluant à chaque itération




U i+1 = F + KsU0i
KU = F ′
(III.38)
Cette méthode permet de construire une matrice de rigidité d’ensemble cor-
respondant à l’ensemble massif et soutènement.
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III-7 Calcul de l’écoulement plastique
L’écoulement plastique d’un point de Gauss au suivant se calcule de manière
implicite. Aﬁn d’alléger l’écriture, on n’écrit plus les termes supérieurs, et l’on se
place toujours à l’indice (i+1), sauf indication contraire, et l’on cherche à calculer
les quantités suivantes :



























= σ∗ − LΔp = σ∗ − λTrΔp1− 2μΔp (III.41)
Les parties suivantes détaillent les deux méthodes différentes qui ont été employées
selon le type de critère. Les critères circulaires selon la méthode du retour radial, et
les autres selon la nouvelle méthode des « abaques numériques ». Les formulation
qui vont suivre ne sont pas liées à l’algorithme stationnaire, et restent valables
dans un cadre plus classique de calcul de Δp, à partir d’une contrainte test σ∗.
III-7.1 Critères circulaires
Il s’agit ici des critères de Von Mises et de Drucker-Prager. Seul ce dernier
cas est détaillé, étant donné que le premier s’en déduit facilement. On rappelle
l’expression du critère de plasticité de Drucker-Prager :
f(σ) = αI1 +
√
J2 − k (η) = 0 (III.42)
Dans le cadre non associé, on a :
g(σ) = αpI1 +
√
J2 (III.43)
Avec (le module d’écrouissage H pouvant être négatif dans le cas d’un matériau
radoucissant) :
k (η) = k0 + Hη (III.44)






‖ , on peut écrire :








90 CHAPITRE III. LES MÉTHODES DE CALCUL.
s∗
s 2μdevΔp
FIG. III.19 – Retour radial
Recherche de la direction de Δp : devΔp est colinéaire à n ; or si l’on considère
l’équation (III.41) page précédente, on peut en déduire que :
s = s∗ − 2μdevΔp (III.47)
Trσ
n+1
= Trσ∗ − 9KαpΛ (III.48)




‖ s∗ ‖ (III.49)
En réinjectant (III.49) dans (III.47) que l’on développe :
s = s∗ − 2μΛ 1√
2
s∗

























La solution (en cherchant le plus petit Λ positif) est la suivante pour le cas plastique
















Les critères non circulaires sont fonction du troisième invariant ou de l’angle
de Lode. Pour les étudier, le tenseur suivant, orthoradial dans le plan déviatorique,
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On obtiendra ainsi, pour tout critère l’expression suivante :
∂f
∂σ
= fu1I + fss + fvv (III.55)
Sachant que l’on a :
‖ 1I ‖ =
√
3



















Pour les critères non circulaires qui sont fonction du troisième invariant, la nor-
male au critère n’est plus colinéaire au déviateur s à cause de cette composante
orthoradiale : la projection sur le point le plus proche ne peut plus se faire radiale-
ment, alors que c’est cette opération qui permettait de résoudre immédiatement le
problème implicite pour les critères circulaires.
Un inconvénient de l’algorithme de projection sur le point le plus proche est la
nécessité d’inverser une matrice 6 × 6, fonction de la dérivée seconde du critère.
Concernant les applications pratiques de cette méthode aux critères non circulaires,
les méthodes récentes [16, 34] se basent sur la décomposition spectrale et néces-
sitent donc la diagonalisation du tenseur des contraintes.
Une méthode explicite (se ramenant dans les faits à du Newton-Rhapson ) est
l’algorithme des plans sécants dont l’avantage est de ne pas nécessiter l’inversion
du Hessien[74]. Cependant la normalité au critère à chaque itération n’est garantie
que par rapport au point de départ. Dans le cas présent, cette méthode n’est pas
satisfaisante, notamment parce que les isovaleurs du critère ne conservent pas sa
forme.
Méthode d’abaques numériques Il a été choisi ﬁnalement une méthode de pro-
jection sur le point le plus proche, mais dont l’algorithme est différent de la forme
usuelle. On utilise pour cela la décomposition d’un tenseur en deux composantes :
hydrostatique et déviatorique. On pose :
Δs = s− s∗ = −2μdevΔp (III.56)
Δσm = σm − σ∗m = −KTrΔp (III.57)
L’orthogonalité des composantes hydrostatique et déviatorique fait que si l’on se
restreint au plan déviatorique, Δs est normal au critère. Même en se restreignant





















FIG. III.20 – Équivalence entre les problèmes
au plan déviatorique, la détermination du point de retour sur une surface non cir-
culaire n’est pas immédiate et nécessite une détermination itérative. Cependant, on







Si l’on considère θ∗ l’angle de Lode associé à l’état de contrainte σ∗, rechercher
la projection de l’état de contrainte σ∗ sur le critère est équivalent à rechercher
la projection dans le plan polaire du point de coordonnées (ρ, θ∗) sur la courbe
représentant la fonction de forme du critère déﬁni par l’équation (I.39) page 18
que l’on rappelle ici :
g3p (θ) sin 3θ (−1 + LS) +
(
1− LS + LS2
)
g2p (θ)− LS2 = 0
Le point de retour est le point de coordonnée (θ, gp (θ)) pour lequel la fonction
d (θ) atteint son minimum :
d (θ)2 = g2p (θ) + ρ
2 − 2 > ρ cos (θ − θ∗) (III.59)
Étant donné que l’on peut toujours se ramener à ce problème il est aisé de pro-
céder à la réalisation d’abaques numériques : on stocke systématiquement pour
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ρmax réels(milliers) Ko Mo
6 101 786 0,79
12 211 1644 1,61
TAB. III.2 – Espace utilisé par les abaques numériques.
différentes valeurs de ρ et de θ∗ les valeurs de d (θ) sin 3θ et gp (θ). Le tableau
III.2 indique – avec un pas de 1% sur ρ (ρ  ρmax) et de 1˚sur l’angle de Lode
θ∗ – le nombre de valeurs réelles calculées , ainsi qu’une estimation de la place
requise en mémoire9 par les abaques (sur une base de 8 octets pour un réel (double
précision)). L’utilisation d’abaques permet, au prix d’un coût de stockage ridicule
à l’heure actuelle, d’obtenir un gain de performance appréciable, puisque le calcul
se résume à la lecture d’une adresse mémoire. Il est aisé de déduire la variation de
la déformation déviatorique plastique :





Il ne reste plus qu’à exprimer devΔp sur la base constituée par les tenseurs radiaux
et orthoradiaux en σ∗. Pour cela on peut se baser sur des considérations trigono-
métriques dans le plan déviatorique (équation (III.61)), et sur la valeur de l’angle
de la tangente en coordonnées polaires (équation (III.63))10.








1− LS + LS2
)− 3gp (θ) (1− LS) sin 3θ
3gp (θ) (1− LS) cos 3θ (III.63)
(III.64)
De sorte que, en utilisant la valeur de la norme précedemment calculée (équa-
tion (III.60)), on obtient :












La composante hydrostatique de la déformation plastique est donnée par l’équa-
tion (III.57). La technique des abaques numériques permet ainsi d’obtenir la défor-
mation plastique à condition de ﬁxer Δσm11. La détermination de cette dernière
9Cette estimation est valable surtout pour les programmeurs compilant leur propres codes (no-
tamment C/C++). Pour les codes interprétés comme Cast3M, la taille dépend du codage interne du
logiciel.
10On a en coordonnées polaires : tanV = g
g′ .
11Au vu de l’équation (III.57), cela revient à dire que cette méthode permet de connaître la défor-
mation déviatorique plastique associée à une déformation plastique hydrostatique donnée.
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FIG. III.22 – Algorithme de calcul de la déformation plastique
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quantité se fait selon une procédure itérative détaillée à la ﬁgure III.22 page ci-
contre. Initialement on considère que Δσ0m = 0, et la condition d’arrêt est satisfaite
lorsque la fonction c s’annule, avec la précision  :
c(Δσm, ‖ devΔp ‖, tan δ) =‖ devΔp ‖ + Δσm√
3K tan δ
(III.66)
Cette fonction est nulle lorsque le rapport entre les composantes hydrostatiques et
déviatoriques est égale à l’angle de dilatance. Cet angle peut être éventuellement
constant, ou calculé à partir de la dérivée du potentiel. On remarque que ce dernier
calcul (c.f. section II-2.1 page 30 et équation (II.15) page 32) ne nécessite pas de
connaître la valeur exacte du tenseur des contraintes au point de projection, seule-
ment ses invariants – déterminés à partir des abaques. Le calcul de l’expression
exacte de Δp peut donc être effectué une fois la condition d’arrêt vériﬁée.
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Chapitre IV
Simulation de l’excavation





(b) Arrondi au front de taille
FIG. IV.1 – Conﬁguration utilisée
On va simuler ici pour les différents types de comportement détaillés au cha-
pitre II, le creusement d’une galerie non soutenue à une profondeur de 476 mètres.
Le calcul stationnaire s’est fait dans une conﬁguration axisymétrique (ﬁgure IV.1(a))
et un état de contrainte hydrostatique 1. L’angle droit au passage du front de taille
provoque une singularité numérique, en particulier en ce qui concerne l’état de
contraintes et les déformations. Aussi pour y remédier, l’angle est arrondi locale-
ment : la ﬁgure IV.1(b) montre un agrandissement de cette zone : dans les simula-
tions la valeur de l’arrondi était la suivante :
R = 5% (IV.1)
1Dans le cas du calcul du creusement d’un puits, une conﬁguration axisymétrique permet toute-
fois de tenir compte d’un rapport différent de un entre les contraintes horizontales et verticales.
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Toutes les distances sont normalisées et exprimées en rayons. Lorsque l’on parle
d’un distance par rapport au front de taille, les valeurs négatives correspondent à
une distance avant excavation. L’origine étant le front de taille lui même, la paroi
n’est totalement excavée qu’à partir de R. Les distances radiales sont mesurées à
partir de la paroi.
Etant donné la problématique particulière liée aux argilites de l’Est, on s’inté-
resse à la forme et l’étendue de la zone endommagée (E.D.Z.) autour de l’exca-
vation. Par ailleurs, on s’intéressera également aux variations de l’angle de Lode,
dont l’importance a pu être soulignée au chapitre I, ce qui permettra également
d’ouvrir des perspectives de réﬂexion sur l’adéquation des essais de laboratoire en
prévision du creusement des tunnels. L’angle de Lode n’étant pas déﬁni pour des
états de contrainte hydrostatique, on a considéré, dans l’interprétation des résultats,
qu’il n’était déﬁni que pour des valeurs de
√
J2 supérieures à 0,1 MPa.
L’état de contrainte en place est de 11,5 MPa. Le module d’Young a été pris
égal à 3800 MPa2.
Les calculs ont été effectués à l’aide de Cast3M[25]. Une série de fonctions
permettant le calcul stationnaire avec l’utilisation des abaques numériques a été
implémentée dans Cast3M à l’aide du macro langage GIBIANE.
IV-2 Modèle à faible seuil d’inélasticité
IV-2.1 Rappel du modèle comportemental
Le critère initial est un critère de Hœk-Brown régularisé, vériﬁant l’équation
(I.38), à potentiel non associé. On rappelle ici l’ensemble des équations telles que


















−1 +√1 + 36Pi
3
(IV.3)
LS = 1− 0.49e−1.25
√
P i (IV.4)
Les grandeurs mξb et R
ξ
c sont fonction de la déformation déviatorique cumulée ξ
et de la contrainte moyenne par l’intermédiaire de la grandeur γ. L’écriture de Rξc
se fait directement à partir de la valeur trouvée lors des essais (équation (II.38)
page 44) :
Rξc = −20.44γ2 + 46.07γ + 4.35 (IV.5)
2Valeur utilisée lors de la simulation MODEX-REP [64].
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Concernant le paramètre mξb , le modèle choisi sera un modèle bilinéaire simpliﬁé :
mξb(γ) =
{
16.669γ + 0.031 pour γ < γmb
5 pour γ  γmb
(IV.6)
Avec :
γmb = 0.298 (IV.7)
La quantité γ est fonction de la déformation déviatorique plastique cumulée, et de














(−3.3σm + 13.3MPa) (IV.9)
En l’absence d’essais d’extension en nombre sufﬁsants et utilisables, qui auraient
permis de conclure sur la valeur de LS en ce qui concerne le potentiel, on adoptera
































L’angle de dilatance vaut initialement δ1 =-19˚, puis il est soit dilatant δ2 =9˚, soit
très faiblement contractant(-2˚) de sorte que l’on peut considérer que les variations
volumiques irréversibles sont nulles δ2 =0˚. On prend comme valeur critique de
changement d’angle de dilatance : γc = 0.56. Par ailleurs, il a été choisi de rendre
déﬁnitif le changement de valeur de l’angle de dilatance : même si γ redevient
inférieur à la valeur critique dans la suite du calcul, l’angle de dilatance garde la
valeur δ2.
IV-2.2 Résultats des calculs (modèle contractant-dilatant)
Plusieurs ensembles de ﬁgures ont été représentés :
– la ﬁgure IV.2 page suivante présente divers résultats sur la zone endomma-
gée ;
– la ﬁgure IV.3 page 102 représente les isovaleurs des invariants des contraintes ;
– la ﬁgure IV.4 page 103 représente l’évolution de quelques quantités en paroi
en fonction de l’avancement ;
– la ﬁgure IV.5 page 104 détaille les valeurs en paroi de l’angle de Lode et de
la contrainte moyenne au moment du passage du front de taille ;
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(b) Valeurs de γ











(c) Étendue de la zone endommagée en fonction de l’avancement
FIG. IV.2 – Zone endommagée (famille faible)
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– la ﬁgure IV.6 page 105 correspond à l’état ﬁnal du tunnel, quand l’effet de
l’excavation ne se fait plus sentir, et on s’intéresse dans ce cas à l’état du
massif en fonction de la distance à la paroi.
Le modèle n’a jamais abouti à la rupture, ce qui n’est pas surprenant vu la va-
leur élevée de la résistance ultime. L’étendue maximale est atteinte en moins de
un diamètre de distance du front de taille, pour l’essentiel lors du passage du front
(ﬁgure IV.2(c)). Si l’on se réfère à la ﬁgure IV.4(a) page 103 qui représente la va-
riation en profondeur de la variable de dégradation γ pour différentes valeurs de
l’avancement, on constate cette évolution : les courbes présentent toutes une forme
hyperbolique décroissante et l’évolution la plus spectaculaire s’effectue pour un
avancement inférieur à un quart du rayon. On constate une évolution très signiﬁ-
cative entre les courbes de distance au front 0 et 0,05 c’est-à-dire l’intervalle R,
qui correspond à la réalisation de l’excavation. Bien que la tendance globale sur le
massif soit à une croissance de la quantité γ au fur et à mesure de l’avancement,
cette tendance cesse en paroi où la courbe d’avancement 0,25 est maximale. Ce
résultat a priori paradoxal s’explique très simplement si l’on considère l’évolution
de la contrainte moyenne en paroi reportée à la ﬁgure IV.4(b) page 103, où l’on
peut constater, que juste après le passage du front de taille, la contrainte moyenne
passe par un minimum important (en valeur absolue) : ce minimum se situe aux
alentours de 0,2 R et la diminution se fait quasiment continûment depuis la valeur
au front.
La carte des isovaleurs de la contrainte moyenne (ﬁgure IV.3(a) page suivante)
permet d’avoir une vue plus globale. On remarque le pic de pression moyenne,
au coin entre le front de taille et la paroi. Une interprétation qui peut être faite de
ce comportement, est tout d’abord que la forte augmentation de la compression
hydrostatique lors du passage au front résulte des mouvements antagonistes d’ex-
trusion et de convergence (ou pré-convergence). Le passage par un minimum de
compression hydrostatique peut s’expliquer, de manière intuitive, par le fait que la
brusque décompression due à l’excavation n’est pas « compensée » par la conver-
gence qui va entraîner l’augmentation de la contrainte orthoradiale : on peut voir
sur la ﬁgure IV.4(d) page 103 que la convergence après une brusque augmenta-
tion au passage du front de taille va classiquement croître plus lentement, avant
d’atteindre sa valeur ﬁnale.
L’étude des variations de l’angle de Lode en paroi ﬁgure IV.4(c) page 103 est
également intéressante : en effet, en avant du front de taille, l’état de contrainte
est d’extension pure (on peut le voir également sur la carte des isovaleurs à la ﬁ-
gure IV.3(c) page suivante), il s’agit d’une manifestation de l’extrusion. La valeur
de l’angle de Lode croît, puis chute brusquement à l’excavation pour atteindre une
conﬁguration d’extension, avant de reprendre aussi brusquement la valeur du front
de taille et atteindre rapidement sa valeur ﬁnale. Il est délicat d’analyser ce phé-
nomène, étant donné, comme on peut le voir sur la ﬁgure IV.5(a) page 104 que le
brusque passage en extension se fait pour une valeur très voisine de R, et le retour
à la valeur au front est de l’ordre de 3R : il est donc difﬁcile de se prononcer plus








































































FIG. IV.3 – Invariants des contraintes (famille faible).
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(a) Variation de γ















(b) σm en paroi
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FIG. IV.4 – Évolution en fonction de l’avancement (famille faible)
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(b) Contrainte moyenne (valeur absolue).
FIG. IV.5 – Passage du front de taille (famille faible).
sur ces grandeurs. Qualitativement, on peut cependant se rapprocher de l’analyse
faite précédemment en ce qui concerne la contrainte moyenne.
En ce qui concerne les valeurs ﬁnales après excavation, la variable γ présente,
comme on l’a dit, une décroissance hyperbolique (ﬁgure IV.6(a)) : on peut re-
marque une décroissance de la valeur de l’ordre de 50% sur une épaisseur de 3%
du rayon à partir de la paroi. Ce type de perspective n’est pas sans intérêt, puisqu’il
signiﬁerait que même si la paroi semble dégradée, les dommages se concentrent
dans cette zone. On peut mettre en parallèle cette répartition avec les variations de
l’angle de Lode. On remarque une brusque décroissance de l’angle de Lode depuis
sa valeur en paroi (16˚) vers une conﬁguration de cission, puis une décroissance
très faible. Il est rassurant, d’un point de vue mécanique de constater que les zones
en paroi, pour lesquelles γ est la plus forte, correspondent à une zone d’augmen-
tation de l’angle de Lode, ce qui est préférable. Si l’on se rappelle que des fortes
valeurs de γ correspondent à une mobilisation plus forte du matériau, du fait de
la loi d’écrouissage, on peut être tenté de mettre en parallèle les zones d’angle de
Lode positif, avec les hautes valeurs de γ, et parler d’un « anneau mobilisé », ce
qui n’est pas sans rappeler les débats entourant la NATM.
Les valeurs de
√
J2 décroissent à partir de la paroi, mais cette quantité conserve
une valeur positive bien au delà de la zone endommagée. Cela n’est pas sans consé-
quence dans le cas particulier des argilites de l’Est dont les essais de comportement
à long terme montrent une extrême sensibilité à une contrainte déviatorique, avec
un seuil initial nul pour certains modèles de ﬂuage.
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FIG. IV.6 – Valeurs ﬁnales en fonction de la profondeur(famille faible)
IV-3 Modèle isochore
IV-3.1 Rappel du modèle comportemental














k(γ) = H(2γ − γ2) + k0
{
H = 6.51MPa
k0 = 15.8MPa√3 = 9.13MPa
(IV.13)
On prend γ comme la déformation déviatorique plastique cumulée rapportée à la
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On rappelle les lois d’écoulement (concernant l’équation (IV.17), l’écriture se jus-












Le critère étant un critère de Von Mises, la démarche sera semblable à celle abordée
dans le cadre général des critères circulaires. De plus, vu que la déformation maxi-
male à la rupture ξrup ne dépend pas de la contrainte moyenne, on peut prendre γ
comme variable d’écrouissage.











= 2HΛ(1− γ) (IV.20)













∣∣∣∣∣− k (γn + Δγ) = 0 (IV.21)
A la différence du cas classique, ici k n’est pas une fonction linéaire de l’écrouis-

















2H (1− γn) + μξrup −
√(√
2H (1− γn) + μξrup
)2 − 2Hf (σ∗, γn)
)
(IV.23)
IV-3.2 Résultat des calculs
Comme précédemment, plusieurs ensembles de ﬁgures ont été représentés :
– la ﬁgure IV.7 page 108 : zone endommagée ;
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– la ﬁgure IV.8 page 109 : isovaleurs des invariants des contraintes ;
– la ﬁgure IV.9 page 110 : évolution de quelques quantités en paroi en fonction
de l’avancement ;
– la ﬁgure IV.10 page 111 : état ﬁnal du tunnel.
On constate que la variable γ atteint quasiment sa répartition déﬁnitive au mo-
ment de l’excavation (ﬁgure IV.9(a)) hormis une légère augmentation en limite de
la zone endommagée, ce qui a pour effet d’étendre cette dernière (ﬁgure IV.7(c))3.
La valeur du taux de dégradation en paroi est légèrement inférieure à précédem-
ment, mais son étendue est de l’ordre du dixième de l’étendue calculé précédem-
ment.
On observe les mêmes phénomènes concernant l’angle de Lode et la contrainte
moyenne. Toutefois, cette dernière n’ayant pas d’inﬂuence sur γ ni sur le critère,
ce facteur n’a pas autant d’importance.
IV-4 Modèle dilatant associé
IV-4.1 Rappel du modèle comportemental
La loi de comportement est désormais un critère de Hœk-Brown à potentiel
associé, mais seul Rξc est fonction de l’écrouissage et mb = 5 :





La variable γ est fonction de la déformation déviatorique plastique cumulée et de

















(−0.08σm − 0.62) (IV.26)
σm exprimé en MPa.
Comportement post rupture Pour ce critère, le seuil de rupture a été atteint,
il a donc fallu modéliser le comportement post-rupture. On observe généralement
lors d’essais que le comportement est de type fragile sur des essais en compres-
sion simple, et devient plastique parfait pour un très fort conﬁnement. Aﬁn de
3L’importance de la variation d’étendue de la zone endommagée est due au mode de calcul :
considérer la distance à la paroi du point après le dernier point pour lequel γ est non nul.
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(b) Valeurs de γ








(c) Étendue de la zone endommagée en fonction de l’avancement
FIG. IV.7 – Zone endommagée (famille isochore)








































































FIG. IV.8 – Invariants des contraintes (famille isochore)
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(a) Variation de γ.












(b) σm en paroi
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FIG. IV.9 – Évolution en fonction de l’avancement (famille isochore)
correspondre à cette tendance, le modèle résiduel simpliﬁé a été choisi avec les
caractéristiques suivantes (modèle de Hœk-Brown plastique parfait) :




s = 0 (IV.29)
Quand −σm tend vers l’inﬁni, le critère résiduel est équivalent à la limite élastique
initiale. En revanche annuler la valeur de s dans le critère de Hœk-Brown revient
non seulement à imposer un domaine négatif pour σm, mais également à imposer
une résistance nulle en compression simple4.
IV-4.2 Résultat des calculs
On représente les mêmes ensembles de résultats :
4Cela est du à l’écriture du critère de Hœk-Brown : le paramètre Rξc ne coïncide avec la résistance
à la compression simple déﬁnie par le critère que quand s = 1.
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FIG. IV.10 – Valeurs ﬁnales en fonction de la profondeur (famille isochore)
– la ﬁgure IV.12 page 113 : zone endommagée (et rompue dans ce cas ) ;
– la ﬁgure IV.11 page suivante : isovaleurs des invariants des contraintes ;
– la ﬁgure IV.13 page 114 : évolution de quelques quantités en paroi en fonc-
tion de l’avancement ;
– la ﬁgure IV.14 page 115 : état ﬁnal du tunnel.
À la différence des simulations précédentes, celle ci se caractérise par le dé-
passement de la limite ultime du critère. La zone rompue a une amplitude après
excavation de l’ordre de 0,5 rayon, soit la moitié de l’étendue de la zone endom-
magée. Là encore l’essentiel de l’endommagement se produit à moins de un rayon
du front de taille. Ce constat est vrai dans une moindre mesure en ce qui concerne
la zone rompue qui continue à s’étendre d’une manière non négligeable au delà de
cette distance. La quantité γ décroît rapidement à partir de la frontière de la zone
rompue.
On observe globalement les mêmes phénomènes que pour les simulations pré-
cédentes en ce qui concerne les invariants des contraintes, même si quelques re-
marques particulières s’imposent. Le minimum de pression moyenne en paroi est




























FIG. IV.11 – Invariants des contraintes(famille asssociée)
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(c) Valeurs de γ














(d) Étendue des zones endommagées et rompues
FIG. IV.12 – Zone endommagée(famille asssociée)
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FIG. IV.13 – Évolution en fonction de l’avancement(famille asssociée)
moins marqué qu’en ce qui concerne les modèles précédents, alors que le brusque
passage en extension subsiste. On observe en ce qui concerne
√
J2 (ﬁgure IV.14(b)
page suivante) une croissance à partir de la paroi dans la zone rompue, suivie d’une
décroissance. A priori, les zones les plus affectées par le ﬂuage devraient donc se
situer à l’interface, sous réserve de validité du modèle rompu, et sous réserve égale-
ment de connaître le comportement à long terme de zones fortement endommagées.
On constate comme précédemment une décroissance rapide de la valeur de
l’angle de Lode dans la zone endommagée, pour atteindre la valeur prévue par
le calcul élastique dans la zone intacte. Cependant les valeurs de cette grandeur
dans la zone rompue sont nettement supérieures aux valeurs maximales calculées
dans les modèles sans rupture. En effet, alors que précédemment, seules les zones
immédiatement en paroi présentaient un angle de Lode de l’ordre d’un peu plus de
15°, cette quantité vaut désormais plus de 20˚sur l’essentiel de la zone rompue.
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FIG. IV.14 – Valeurs ﬁnales en fonction de la profondeur(famille asssociée)
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Bilan et perspectives.
Cette thèse était inscrite initialement dans un contexte assez général de simu-
lation d’un tunnel dans un milieu rocheux. La possibilité fournie par l’ANDRA
de se baser sur un cas réel et d’analyser un grand nombre d’essais a permis de
ne pas cantonner le travail à un aspect purement numérique. Toutefois, y compris
dans l’interprétation des simulations de creusement, les conclusions ne se limitent
pas à aux seules dans une argilites de l’Est. Quelque fois les réﬂexions menées
dans les différents chapitres ont pu également mettre en évidence des problèmes
qu’il n’était pas forcément possible de résoudre, mais qui peuvent établir la base
de recherches futures. Effectuer un bilan par chapitre permet également d’avoir
le recul nécessaire pour appréhender d’une manière synthétique les liens entre les
différentes parties.
Les lois de comportement – les critères.
Il est utile de mettre en regard cette partie avec celles qui suivent : en effet,
le formalisme nécessaire pour proposer une fonction de charge générale en géo-
mécanique, empêche de mettre en exergue le double impératif qui a procédé à sa
réalisation : élaborer un critère dont les paramètres soient aisément identiﬁables
à partir de données expérimentales et qui soit performant d’un point de vue nu-
mérique. Que le critère ainsi déﬁni permette de déﬁnir une loi de comportement
restituant les spéciﬁcités du comportement des roches, constituait un autre impé-
ratif, encore plus important, cela va sans dire 5. Si l’on se reporte au chapitre III,
la section III-7.2 page 90 montre que l’exigence numérique est satisfaite. Tous les
essais nécessaires à la détermination de la loi de comportement peuvent être réa-
lisés à partir d’une machine d’essais triaxiale : cet appareillage est commun dans
le monde géotechnique. Les essais en extension, bien que plus rares, sont réali-
sables avec ce dispositif – en particulier la détermination de la limite d’élasticité
ou du seuil d’endommagement peut être réalisée sans grande difﬁculté technique.
Les résultats du chapitre IV page 97, montrant sans équivoque une conﬁguration
d’extension en amont du front de taille, permettent d’afﬁrmer que la détermination
du ratio d’extension LS constitue un axe de recherche pertinent : c’est en effet dans
5« Cela va sans dire, mais cela va mieux en le disant » selon la formule de Talleyrand.
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les zones d’instabilité de la structure que la connaissance de ce paramètre est re-
quise. Aussi on peut penser qu’il serait plus judicieux de le déterminer plutôt que
d’utiliser la valeur prédite par les critères classiques calés seulement sur des essais
triaxiaux de compression6
Le comportement des argilites de l’Est
Il a été choisi de modéliser le comportement des argilites de l’Est en se basant
sur le formalisme de l’élastoplasticité. En se restreignant à la même couche géo-
logique, les différences de comportement mécaniques ont abouti à l’identiﬁcation
de trois comportements distincts7 : cela n’est pas surprenant outre mesure puisque
« des matériaux argileux contenant des proportions similaires de calcite [peuvent]
avoir des comportements physiques et mécanique très différents » [10]. Les es-
sais ayant été réalisés par différents laboratoires, il n’est pas possible de parler en
connaissance de cause des conditions de stockage, de préparation, ni même forcé-
ment des intentions ayant présidé à la réalisation de chaque essai. Étant donné que
trois familles avaient été identiﬁées, il s’avéra nécessaire de les modéliser toutes
les trois, ce qui donna des résultats foncièrement différents au chapitre IV. Il est
particulièrement intéressant de noter qu’entre la famille isochore et la famille à
faible limite élastique, l’étendue de la zone endommagée variait avec un rapport
de l’ordre de un à dix, alors que le taux de convergence était similaire. Comme
les deux simulations aboutissaient à des taux de dégradation γ maximaux sensible-
ment voisins et largement inférieurs au seuil de rupture, il s’avère qu’alors que les
deux familles seraient sensiblement équivalentes dans l’optique d’un projet routier,
cela n’est pas le cas pour ce qui concerne une problématique de sûreté environne-
mentale. En particulier, on ne peut, dans ce cas, considérer la mesure du taux de
convergence comme une mesure de risque, ni comme une vériﬁcation a posteriori
de la loi de comportement.
Le taux γ rapport de la déformation déviatorique irréversible par rapport à la
déformation déviatorique irréversible à la rupture permet de mesurer la dégrada-
tion du matériau rocheux : il a permis pour les trois familles de paramétrer efﬁ-
cacement l’évolution du critère. Les premiers essais entrepris sur un autre type de
roche encouragent à persévérer dans cette voie. Enﬁn en tentant de déterminer la
loi régissant la valeur de la déformation déviatorique irréversible à la rupture pdrup,
il s’établit empiriquement que cette quantité croît 8 linéairement en fonction de la
6La présente réserve s’applique aux calculs effectués dans cette thèse. Disposer d’essais en ex-
tension permettrait éventuellement de la lever si la valeur de LS déduite du critère de Hœk-Brown
était conﬁrmée par l’expérimentation.
7Une quatrième famille qui n’a pas été modélisée, correspondait aux essais pour lesquels l’hypo-
thèse d’élasticité linéaire était une vue de l’esprit.
8Sauf pour la famille isochore, ce qui est somme toute logique, étant donné que la plasticité
isochore résulte de l’indépendance de la loi de comportement vis à vis de la contrainte moyenne.
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pression hydrostatique 9, et qu’elle est fonction inverse du module. Dans le cas de
la famille à faible limite d’élasticité, c’est exactement l’inverse du module et la
dispersion sur les dix essais de cette loi empirique est extrêmement faible. D’un
point de vue physique, on peut interpréter cette sensibilité de la loi empirique au
module d’Young par le fait qu’un matériau plus raide va présenter une plus grande
fragilité que traduit la diminution de la déformation irréversible acceptable. Enﬁn,
dans les zones de conﬁnement trop faible, le matériau aura un comportement pure-
ment fragile et une décharge élastique peut théoriquement aboutir à la rupture du
matériau quand la pression moyenne devient insufﬁsante pour garantir la cohésion
du matériau.
On peut voir apparaître clairement pour la famille à faible limite élastique un
changement de la valeur de l’angle de dilatance pour une valeur critique du taux
de dégradation. Les brèches du Crêt-Até présentent le même phénomène. Il sem-
blerait que la valeur critique de γ se situe entre 0.4 et 0.6. Il conviendrait d’étudier
plus précisément ce phénomène et de vériﬁer en particulier si ce seuil ne corres-
pondrait pas à l’apparition d’un caractère instable du matériau. Si tel était le cas,
une application pourrait être une redéﬁnition de certains règlements de calcul aux
états limites.
L’existence de la famille à faible limite élastique conjuguée aux difﬁcultés ren-
contrées lors du traitement de certains essais, font ressortir le besoin d’effectuer
des cycles de charge-décharge : en leur absence, le risque n’est pas négligeable
d’utiliser le module tangent en lieu et place du module d’Young, et de considérer
comme élastique un matériau présentant des taux de dommage importants.
Les méthodes de calcul
La présentation de différentes méthodes de calcul a permis de mener à bien
un comparatif sur différentes formules utilisées dans la méthode de convergence-
conﬁnement. Il s’avère que les formules simpliﬁées différent au voisinage immé-
diat du front de taille. La plupart négligent le rôle du coefﬁcient de Poisson, auquel
le proﬁl de convergence est sensible précisément dans cette zone. En mettant en
parallèle cette remarque avec le chapitre IV qui montre que l’essentiel des dom-
mages apparaît au passage du front de taille et où l’on voit que la roche en pa-
roi est sollicitée le plus violemment immédiatement après l’excavation, on peut
conclure que si la méthode convergence conﬁnement est un outil de dimensionne-
ment rapide et performant, elle doit être manipulée avec précaution si le calcul de
l’endommagement du massif devient crucial. En effet, que ce soit dans une problé-
matique de sécurité environnementale ou parce que l’on craint une rupture, on peut
difﬁcilement s’affranchir d’une simulation tridimensionnelle : l’essentiel des phé-
nomènes irréversibles s’effectuent dans une zone où il est impossible de considérer
9En considérant les tractions positives, il faudrait dire l’inverse de la contrainte moyenne .
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que l’on vériﬁe l’hypothèse des déformations planes. Si la méthode convergence-
conﬁnement semble appropriée pour un ingénieur cherchant à dimensionner un
soutènement posé loin du front de taille, en revanche, la conﬁguration bidimen-
sionnelle de la plaque trouée dans un calcul aux éléments ﬁnis n’est pas adaptée à
la prédiction ﬁne du comportement du massif. On peut même penser que plus le
modèle sera sophistiqué (on peut penser en particulier penser à des modèles d’en-
dommagement anisotropes), plus le calcul bidimensionnel risque de s’éloigner du
phénomène qu’il simule.
Le critère du chapitre I a été implémenté à l’aide de l’algorithme de calcul sta-
tionnaire dont on a précisé les limites10 à la section III-6.3 Le calcul de l’écoule-
ment pour un critère non circulaire pouvant s’avérer gourmand en temps de calcul,
il a été procédé à la réalisation d’abaques numériques : leur principal intérêt est
l’efﬁcacité au niveau du temps de calcul. On peut leur voir un autre intérêt pratique
en terme d’efﬁcacité de déploiement : la réalisation d’un code aux éléments ﬁnis
est une opération lourde et onéreuse, et sa modiﬁcation n’est pas chose aisée. Le
calcul des abaques numériques s’effectuant sur une conﬁguration géométrique in-
dépendante des phénomènes mécanique, leur création peut s’effectuer de manière
extrêmement simple et en dehors de tout code d’éléments ﬁnis, y compris en uti-
lisant une méthode de calcul extrêmement brutale. Une fois ces abaques stockés
dans des ﬁchiers, un programmeur peut adapter un programme existant en limi-
tant au minimum la quantité de code généré (réduisant par la même les risques
d’erreur). Le principe des abaques numériques étant indépendant de l’hypothèse
de stationnarité, il est donc valide pour un calcul élastoplastique effectué selon des
méthodes usuelles.
Le calcul de l’excavation
Le calcul a bien sûr permis d’évaluer l’étendue de la zone endommagée selon
le modèle choisi. On constate que l’intensité de la dégradation décroît de manière
« hyperbolique » depuis la paroi. L’essentiel de la dégradation se produit au pas-
sage du front de taille et dans les zones situées immédiatement après. Ces zones
coïncident avec une zone de brutale variation des contraintes. Le rafﬁnement du
maillage au franchissement du front a permis d’obtenir une densité sufﬁsamment
importante pour suivre ces variations sur des pas extrêmement rapprochés. On a
pu mettre ainsi en évidence que la contrainte moyenne passe par un maximum (de
compression) à hauteur du front de taille, de l’ordre du double de la contrainte
en place, puis l’excavation induit une décompression brutale, avant que la conver-
gence du massif ne permette une remontée de la pression. On aboutit ainsi à un
résultat quelque peu paradoxal en paroi : à la différence de l’intérieur du massif, la
10Bien que les calculs aient été effectués dans une conﬁguration axisymétrique, cela n’est pas une
nécessité, et le calcul stationnaire peut s’effectuer pour une conﬁguration véritablement tridimen-
sionnelle.
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quantité γ passe par un maximum à environ 0,2 à 0,25 rayon du front de taille : c’est
donc dans cette zone que le risque de rupture est le plus élevé. Ce résultat suggère
également une piste de modélisation future : quantiﬁer l’impact d’un creusement
sous pression, par exemple un tunnelier à pression de boue sur la tenue globale de
l’ensemble11.
Comme on l’a dit précédemment pour souligner la nécessité d’effectuer des
essais triaxiaux d’extension, le massif en avant de l’excavation est en pure exten-
sion (angle de Lode de -30°partout en avant du front). Comme le problèmes majeur
concernant l’emploi des argilites de l’Est était la connaissance de l’état du massif
après excavation et non un souci concernant la stabilité au cours du creusement, il
n’a pas été fait mention jusqu’à présent d’une implication de ce résultat : la per-
tinence des essais de laboratoire quant à la stabilité du front de taille. Un simple
regard sur la carte des isovaleurs démontre que le front de taille est en pure exten-
sion : les essais demandés pour réaliser l’étude de problèmes de stabilité de cette
zone devraient comporter des essais en extension12. Les résultats en paroi montrent
que si la valeur de l’angle de Lode remonte au passage du front de taille, un brusque
et bref passage en extension pure a lieu au moment de l’excavation : il conviendrait
d’effectuer des comparaisons plus poussées pour pouvoir mesurer l’étendue réelle
de ce passage. En ce qui concerne l’évolution transversale de l’angle de Lode, on
constate qu’il est beaucoup plus important au voisinage de la paroi, là où le ma-
tériau est le plus sollicité 13, avant de se rapprocher pour les faibles valeurs de γ
d’une conﬁguration de cission, proche du cas élastique. Une piste consensuelle,
quant à l’interprétation de ce résultat, concernerait une méthode d’évaluation in
situ de l’état du massif : l’emploi de méthodes de surcarottage permettant de me-
surer l’état de contrainte de la roche, on peut calculer l’angle de Lode, et partant
de là effectuer une analyse à posteriori de la dégradation du massif. Bien entendu,
il convient d’envisager le cas anisotrope et de réﬂéchir cas par cas pour différents
types de roches : ce qui suggère un axe de recherche futur à partir de ce résultat.
11Bien sûr il convient auparavant de vériﬁer d’une part que les terrains habituels dans lesquels
on emploie ce type de tunneliers présentent bien ce phénomène de minimum de pression, d’autre
part que l’extension de la mise en pression là où elle n’est pas utilisée habituellement apporte des
gains sufﬁsants comparé aux inconvénients (sécurité, opérabilité, coût . . .) : une solution séduisante
du point de vue numérique pouvant facilement s’avérer ridicule du point de vue du chantier.
12Même si pour les argiles les travaux de Matsuoka et Nakaï suggèrent un ratio d’extension
conforme au critère de Mohr-Coulomb, cela reste à démontrer pour d’autres matériaux : on peut
penser en particulier aux terrains à la frontière sols durs-roches molles.
13Comme γ intervient dans un phénomène d’écrouissage, on peut également parler de taux de
mobilisation plutôt que de taux de dégradation, en particulier avec une personne ayant une opinion
positive de la NATM. Mais les controverses sur le sujet sont sufﬁsamment vives pour que l’on s’abs-
tienne d’y contribuer en ﬁn de travail, fût-ce au travers de la sémantique.
122 Conclusion
Perspectives générales
Ce travail a permis d’aborder la réponse à l’excavation d’un massif rocheux,
depuis l’essai en laboratoire jusqu’à la simulation de la structure, en passant par
des aspects théoriques et numériques. Outre les résultats immédiats (critère global,
loi empirique de dégradation, abaques numériques. . .), on peut aboutir à des pers-
pectives générales de recherche : la nécessité de développer les essais en extension
apparaît au long de l’étude, ce qui semble conﬁrmé par les calculs de structure. Il
convient de développer ces essais non seulement en ce qui concerne la détermina-
tion du critère, mais également, ce qui est moins souligné mais tout aussi impor-
tant, en ce qui concerne l’étude des potentiels et des phénomènes de contractance
et dilatance.
La nécessité d’insérer un arrondi dans le maillage pour des raisons numériques
ouvre indirectement des perspectives : non seulement quant à des études plus pous-
sées sur la sensibilité au maillage des résultats, mais également sur des problèmes
d’inﬂuence de la forme d’un outil de coupe ou de forage sur le matériau creusé ou
foré. La surpression au voisinage du front de taille devrait avoir un impact impor-
tant sur les modélisations tenant compte des phénomènes poromécaniques. Le fait
que l’on se soit intéressé au comportement du matériau endommagé n’a pas permis
de s’intéresser véritablement à la modélisation d’un matériau élasto-fragile : une
piste serait d’utiliser les méthodes de frontière mobile dans un calcul stationnaire,
ce qui nous amène à des perspectives dépassant le cadre de la mécanique des roches
et du génie civil.
Puisque l’on évoque les perspectives globales au delà du domaine dans lequel
ce travail a été situé, on peut à la ﬁn de la conclusion de cette thèse évoquer à
nouveau son premier chapitre, puisque la fonction de charge qui y a été construite
peut s’appliquer en dehors de la géotechnique, dans des domaines où l’on a déjà
commencé à modéliser le comportement des matériaux de la même manière qu’en
géomécanique : que ce soit les problèmes de process industriels sur des poudres
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Annexe A




On cherche, en conditions de déformations planes, des conditions pour que
l’on ait équivalence entre les critères de Mohr-Coulomb et Drucker-Prager. A la
différence de la correspondance Tresca-Von Mises, désormais la coïncidence des
critères a lieu pour θc strictement négatif :
tan θc = −sinφ√
3
(A.1)
Comme on est en déformations planes, on a (les axes x et y étant les axes des
contraintes principales dans le plan de déformation, z, l’axe orthogonal au plan de
déformation) :
σz = ν (σx + σy) (A.2)
Nous rappelons que les contraintes principales sont ordonnées de la manière sui-
vante : σI ≥ σII ≥ σIII (tractions positives)
Donc les contraintes sont généralement négatives, et en particulier, σm l’est géné-
ralement. Nous allons voir les conditions pour lesquelles on peut assurer l’équiva-
lence des critères.
Cas où σz = σI . On a désormais :
σI = ν (σII + σIII) (A.3)
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φ
ν
FIG. A.1 – Valeurs de ν en fonction de φ .























En substituant ces expressions dans (A.3), on obtient :
√







sin θ + sin
(
θ + 4π3
))− sin (θ + 2π3 )σm (A.5)
Le critère de Drucker-Prager est le suivant :
√
J2 = 3α (H − σm) = 3 sinφ√
3
√
3 + sin2 φ
(H − σm) (A.6)
Comme on veut, que le critère soit toujours atteint pour la même valeur de l’angle





Ce qui veut dire, pour le critère de Mohr-Coulomb correspondant,que la cohésion
doit être nulle. Cela veut dire aussi, que l’on a forcément :
σm < 0 (A.8)
Sous l’hypothèse (A.7), en écrivant que le critère est atteint en θc, on déduit de











−1 +√3α (sin θc + sin (θc + 4π3 )) (A.9)
Il faut cependant vériﬁer les conditions de validité de ce cas de ﬁgure.
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FIG. A.2 – Critères de Mohr-Coulomb, Drucker-Prager, et état de déformations
planes (trait le plus épais)
Cas où σz = σII On a désormais :
σII = ν (σI + σIII) (A.10)
Ce qui correspond à :
√





(1 + ν) sin θ
σm (A.11)





; il s’avère que l’on a (pour 0 ≤ ν ≤ 0.5) : √J2II ≥√
J2I . Par conséquent le critère ne peut être atteint dans la conﬁguration σz = σII .
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Annexe B
Correspondance entre les critère
de Matsuoka-Nakai et
Mohr-Coulomb
Le critère de Matsuoka-Nakai s’écrit de la manière suivante pour un matériau





= k1IIII − I1III (B.1)
On peut en déduire son écriture en fonction des invariants du déviateur (B.2) et faire
apparaître l’angle de Lode (B.3). De cette dernière écriture, on peut obtenir l’ex-





































9 + (k1 − 3)
√
(k1 − 9) (k1 − 1)− 8k1 + k21
(B.5)
Le critère de Matsuoka-Nakai coïncide, à la fois en compression θ = π6 et en
extension θ = −π6 , avec le critère de Mohr-Coulomb, pour :
k1 =
(3− sinφ) (3 + sinφ)
(1− sinφ) (1 + sinφ) (B.6)
On peut dès lors vériﬁer en remplaçant k1 par sa valeur dans (B.2,B.4,B.5) que le
critère de Matsuoka-Nakai circonscrit au critère de Mohr-Coulomb est équivalent
à l’équation générale (I.38).
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Le critère de Matsuoka-Nakai a été développé pour les matériaux sans cohésion.




On utilisera les notations suivantes :




E, ν module d’Young et coefficient de Poisson du massif
μ,G = E
2(1+ν)
module de cisaillement du massif
Es, νs module d’Young et coefficient de Poisson du
soutènement
e épaisseur du soutènement
Is inertie du soutènement
kp =
1+sinφ
1−sinφ "coefficient de butée des terres"
1
φp "angle de dilatance" (c.f. chapitre II)
β =
1+sinφp
1−sinφp coefficient de dilatance
ξ rayon de la zone plastique
ξa rayon de la zone plastique en régime d’arête (xia < xi)
σ0, P pression initiale au sein du massif




facteur de stabilité ou taux de plasticité
σRe seuil de plasticité






Des solutions analytiques de références détaillées existent en déformations planes,
pour des matériaux élastiques, et élasto-plastiques (vériﬁant le critère de Tresca ou
de Mohr-Coulomb) 2. En déformations planes, cela permet également de caler des
modèles numériques basés sur les critères de Von Mises et Drucker-Prager (c.f. I-
2.2 (chapitre I page 11) et annexe A page 137).
Notes sur les conventions de signe Les contraintes de traction sont prises po-
sitives. Cependant par commodité pour l’utilisation de la méthode convergence-
conﬁnement, on considérera :
1Utilisé dans les formules analytiques, basées sur le critère de Mohr-Coulomb. Dans le cas d’une
roche, il faut surtout y voir une commodité mathématique.
2On pourra se reporter pour plus de détails sur les matériaux de Tresca, et Mohr-Coulomb à
[26], en gardant à l’esprit que le paramètre d’écrouissage pour lequel sont données des solutions
analytiques est le suivant γ =| pr | + | pθ |.
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FIG. C.1 – Tunnel avec contraintes initiales anisotropes
– un déplacement radial u positif traduit un déplacement vers l’intérieur du
tube ;
– en cas de contraintes initiales isotropes, on notera : σ = −σ01I (σ0 > 0) ;
– la pression intérieure en paroi σR est une grandeur positive : 0  σR  σ0.
Cas élastique
Tunnel sans soutènement avec contraintes initiales anisotropes
En l’absence de soutènement, l’état de contraintes dans le massif est le suivant
à l’issue du creusement :











































































Tunnel sans soutènement avec contraintes initiales isotropes et pression
intérieure
Le problème du tube épais soumis à une pression intérieure (en considérant
une épaisseur inﬁnie) est très utile car ainsi on peut déterminer la courbe caracté-
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FIG. C.2 – Tunnel élastique avec contraintes initiales isotropes
ristique du massif (c.f. la section III-4 page 69), pour ρ = 1. Les résultats en sont
récapitulés dans le tableau C.1 de la présente page.
cas en paroi à la ﬁn en paroi
général r = R⇔ ρ = 1 σR = 0 à la ﬁn
−σr σ0 − σ0−σRρ2 σR σ0 − σ0ρ2 0























TAB. C.1 – Contraintes et convergence pour un massif élastique isotrope
Cas plastiques
On va rappeler les courbes caractéristiques de quelques massifs, supposés élasto-
plastiques parfaits. Pour chaque cas, il convient de distinguer les régimes de face
et d’arête, et tout d’abord de vériﬁer qu’il y ait plastiﬁcation. Les différents cas
possibles sont résumés dans la ﬁgure C.3 page suivante. .
Critère de Tresca


































FIG. C.3 – États possibles du massif en fonction du taux de plasticité et de la
pression de paroi
σR
FIG. C.4 – Régime de face.
Le massif élastoplastique parfait en régime de face contient une zone plastique

















On peut déterminer l’état de contraintes ainsi que les déplacements dans la zone
plastique (TAB. C.2) . On considère ici que le matériau ne subit pas de variations
147
cas en paroi à la ﬁn en paroi
général r = R ⇔ ρ = 1 σR = 0 à la ﬁn
−σr σR + Rc ln ρ σR Rc ln ρ 0
−σθ σR + Rc (ln ρ + 1) σR + Rc Rc (ln ρ + 1) Rc







































































TAB. C.2 – Contraintes et déplacement en zone plastique (régime de face), critère
de Tresca
σR
FIG. C.5 – Régime d’arête
volumiques irréversibles. Dans la zone demeurée élastique, l’état est le suivant :













































La zone de face s’étendant de ξaR à ξR (équation (C.16)). Dans les zones de
face et la zone élastique, les équations précédentes sont toujours valables. Dans
la zone d’arête l’état de contraintes est reporté au tableau C.3 et les déplacements
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cas en paroi à la ﬁn en paroi
général r = R⇔ ρ = 1 σR = 0 à la ﬁn
−σr σR + Rc ln ρ σR Rc ln ρ 0
−σθ σR + Rc (ln ρ + 1) σR + Rc Rc (ln ρ + 1) Rc
σz ←−−−−−−−−−−−−−−−−−−−−−σθ −−−−−−−−−−−−−−−−−−−−−→
TAB. C.3 – Contraintes en zone plastique (régime d’arête), critère de Tresca
cas en paroi à la ﬁn en paroi














H (kp − 1)
−σz





















TAB. C.4 – Contraintes en zone plastique (régime de face), critère de Mohr-
Coulomb
Critère de Mohr-Coulomb










(1− 2ν)σ0 − (1− ν) (kp + 1)H
kp (1− ν) ν (C.15)
Le massif élastoplastique parfait en régime de face contient une zone plastique
de rayon ξR et une zone élastique. L’étendue de la zone plastique est :
ξ =
(
2 (σ0 + H)




On peut déterminer l’état de contraintes dans la zone plastique (TAB. C.4) ainsi
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ρkp−1 −H kpσR + H (kp − 1) H
(
kpρ
kp−1 − 1) H (kp − 1)
σz ←−−−−−−−−−−−−−−−−−−−−−−−−−−−σθ −−−−−−−−−−−−−−−−−−−−−−−−−−−→
TAB. C.5 – Contraintes en zone plastique (régime d’arête), critère de Mohr-
Coulomb

















F1 = − (1− 2ν) (σ0 + H)
F2 = 2
(






F3 = 2 (1− ν) (kp − 1) (σ0 + H)
kp + β
(C.17)
Dans la zone demeurée élastique, l’état est le suivant :
























En cas d’apparition du régime d’arête, le rayon de la zone d’arête, au contact de la
paroi a pour valeur ξaR :
ξa =
(
(1− 2ν) (σ0 + H)




La zone de face s’étendant de ξaR à ξR (équation (C.16)). Dans les zones de face
et la zone élastique, les équations précédentes sont toujours valables. Dans la zone
d’arête l’état de contraintes est reporté au tableau C.5 et les déplacements sont
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A1 = −(2β + 1) (1− 2ν)(β + 1) (1 + ν) (σ0 + H)
A2 = 2
1 + 2βkp − 2ν (β + kp + βkp)
(kp + β) (1 + ν)
σ0 + H
kp + 1













Concernant le critère de Hœk-Brown, Carranza-Torres et Fairhurst proposent
des solutions analytiques[20] pour les cavités cylindriques et sphériques. Pour cela,
ils utilisent une normalisation des grandeurs mécaniques proposées par Londe [52],
déjà utilisée au chapitre I pour la contrainte moyenne (équation (I.45) page 20), on
notera ainsi la contrainte initiale normalisée, et la pression intérieure normalisée,



























Une zone plastique apparait, dès que la pression intérieure normalisée devient in-
férieure à la pression critique normalisée :






















Si l’on considère un potentiel non associé, de type Mohr-Coulomb (dont on note































(1− ν) sinφp + 2 (1− 2ν)
√
SRe
















(1− sinφp) (1− ν) sinφp + 2 (1− 2ν)
√
SRe
4 (S0 − SRe )
(






Dans la zone demeurée élastique, la distribution des contraintes et du déplacement
donnent :























La valeur du déplacement radial en paroi (ρ = 1), rapportée au rayon ou conver-
gence est d’une grande utilité dans la méthode convergence-conﬁnement.




Dans le cadre d’une galerie circulaire de rayon R, le module de rigidité nor-
male du soutènement Ks relie le déplacement du soutènement à la pression de








Dans le cas axisymétrique, ce seul module déﬁnit la rigidité du soutènement. Dans
le cas général, il convient également de déﬁnir un module de rigidité en ﬂexion
Ksf . On rappelle les modules de rigidité à prendre pour différents types de soutè-
nement, selon les recommandations de l’A.F.T.E.S. [1].













Où : I = e
3
12
Anneau circulaire à voussoirs. L’anneau circulaire est composé de n voussoirs




α (1− β) + βEv (D.4)
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Où :
Ev module d’Young d’un voussoir ;
αe épaisseur équivalente au niveau des joints ;
θ angle au centre correspondant à un voussoir ;
βθ angle au centre correspondant à un joint ;
Ij = αe
3
12 inertie de la section au niveau du joint.










A aire de la section du cintre ;
Ea module d’Young de l’acier ;
s espacement entre les cintres ;
Ip moment d’inertie du proﬁlé.
Ces expressions supposent que les cintres sont en contact quasi continu avec le
terrain.












Ksf = 0 (D.9)
Où :
st espacement transversal ;
sl espacement longitudinal ;
L longueur des boulons ;
Φ diamètre des boulons ;
Eb module d’Young du matériau constituant la tige du boulon ;
Q paramètre permettant de prendre en compte les déformations se pro-
duisant au niveau de l’ancrage et de la tête des boulons (déterminé à
partir d’essais de traction sur les boulons).
Boulons à ancrage réparti Les boulons à ancrage réparti sont considérés comme
un renforcement du massif, améliorant les caractéristiques mécaniques de la zone




Si l’on prend comme variable d’écrouissage la déformation plastique cumulée























































La condition (III.53) est toujours vériﬁée. Dans le cas radoucissant, il convient que






Dans le cas de l’existence d’un critère résiduel, après avoir remplacé (III.51) par
(E.2) il faut vériﬁer que l’on a bien :
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Une autre écriture consiste à comparer avec une valeur limite de la déformation







Si cette condition n’est pas vériﬁée, il faut remplacer (III.51) par l’expression sui-












∣∣∣∣∣− kres = 0 (E.9)






+ kn − kres
9Kααp + μ
(E.10)
Dans le cas où l’on utilise la déformation déviatorique plastique cumulée ξ
comme variable d’écrouissage, il faut reprendre les expressions précédentes, la






L’algorithme de calcul de la déformation plastique à l’aide des abaques nu-
mériques (ﬁgure III.22 page 94) indiquait qu’il fallait à chaque itération m (donc
à Δσmm ﬁxé) tenir compte de l’écrouissage. On peut pour cela utiliser une mé-
thode comme celle utilisée par [26] pour le critère de Drucker-Prager, que l’on
détaille dans la ﬁgure E.1 : (comme on se place à l’itération m, et que donc Δσmm
est constant, on omet l’itérateur m dans le diagramme, aﬁn d’alléger l’écriture).
Comme fonction d’arrêt c, on peut prendre :
c =
σ+ (σ∗m + Δσmm, ηn + Δηi+1)− σ+ (σ∗m + Δσmm, ηn + Δηi+1)
σ+ (σ∗m + Δσmm, ηn)
(E.12)
La fonction hΔ permet de calculer la variation d’écrouissage Δη à la variation de

















LSi = LS (σm, ηn + Δηi)
θi, di,
√
J2i, ‖ devΔp ‖i
Δηi+1 = hΔ
(
Δσmm , ‖ devΔp ‖i
)
| c | fin	>
≤ε
FIG. E.1 – Prise en compte de l’écrouissage
déformation déviatorique plastique cumulée comme variable d’écrouissage (équa-
tion (E.13)), et fonction de Δσmm , si l’on utilise la déformation plastique cumulée
(équation (E.14)) :






+ ‖ devΔp ‖2 (E.14)
L’expression de la norme de la déviatorique plastique étant calculée à partir du
rayon plastique et de d (équation (III.60)).
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Annexe F
Essais sans mesure de volume
(essais en compression simple)
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160ANNEXE F. ESSAIS SANS MESURE DE VOLUME (ESSAIS EN COMPRESSION SIMPLE)
Essai : rc ENG_766_2
.
Laboratoire ENG










Degré de saturation 96.5 %
Minéralogie 20.4 %
Densité sèche 2.14 g.cm−3





























Vitesse displacement : 0.05 mm/mn
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Essai : rc ENG_732_2
.
Laboratoire ENG










Degré de saturation 93.8 %
Minéralogie 21.3 %
Densité sèche 2.17 g.cm−3






























Vitesse displacement : 0.05 mm/mn
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Essai : rc ENG_766_4
.
Laboratoire ENG










Degré de saturation 104.8 %
Minéralogie 23.6 %
Densité sèche 2.21 g.cm−3




























Vitesse displacement : 0.05 mm/mn
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Essai : rc ENG_759_2
.
Laboratoire ENG










Degré de saturation 93.2 %
Minéralogie 19.4 %
Densité sèche 2.14 g.cm−3




























Vitesse displacement : 0.05 mm/mn
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Essai : rc ENG_746_3
.
Laboratoire ENG










Degré de saturation 93.6 %
Minéralogie 25.2 %
Densité sèche 2.19 g.cm−3



























Vitesse displacement : 0.05 mm/mn
165
Essai : rc ENG_783_1
.
Laboratoire ENG










Degré de saturation 102.9 %
Minéralogie 15.8 %
Densité sèche 2.19 g.cm−3

























Vitesse displacement : 0.05 mm/mn
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Essai : rc ENG_732_1
.
Laboratoire ENG










Degré de saturation 73.8 %
Minéralogie 24.0 %
Densité sèche 2.10 g.cm−3























Vitesse displacement : 0.05 mm/mn
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Essai : rc ENG_783_2
.
Laboratoire ENG










Degré de saturation 103.7 %
Minéralogie 17.6 %
Densité sèche 2.21 g.cm−3






























Vitesse displacement : 0.05 mm/mn
168ANNEXE F. ESSAIS SANS MESURE DE VOLUME (ESSAIS EN COMPRESSION SIMPLE)
Essai : rc ENG_683_2
.
Laboratoire ENG










Degré de saturation 98.8 %
Minéralogie 21.2 %
Densité sèche 2.21 g.cm−3































Vitesse displacement : 0.05 mm/mn
169
Essai : rc ENG_695_3
.
Laboratoire ENG










Degré de saturation 99.9 %
Minéralogie 20.2 %
Densité sèche 2.21 g.cm−3
































Vitesse displacement : 0.05 mm/mn
170ANNEXE F. ESSAIS SANS MESURE DE VOLUME (ESSAIS EN COMPRESSION SIMPLE)
Essai : rc ENG_672_3
.
Laboratoire ENG










Degré de saturation 107.6 %
Minéralogie 23.6 %
Densité sèche 2.25 g.cm−3




























Vitesse displacement : 0.05 mm/mn
171
Essai : rc ENG_813_1
.
Laboratoire ENG










Degré de saturation 101.6 %
Minéralogie 25.2 %
Densité sèche 2.22 g.cm−3





























Vitesse displacement : 0.05 mm/mn
172ANNEXE F. ESSAIS SANS MESURE DE VOLUME (ESSAIS EN COMPRESSION SIMPLE)
Essai : rc ENG_695_4
.
Laboratoire ENG










Degré de saturation 96.5 %
Minéralogie 25.6 %
Densité sèche 2.19 g.cm−3
































Vitesse displacement : 0.05 mm/mn
173
Essai : rc ENG_813_2
.
Laboratoire ENG










Degré de saturation 103.8 %
Minéralogie 26.4 %
Densité sèche 2.23 g.cm−3

























Vitesse displacement : 0.05 mm/mn
174ANNEXE F. ESSAIS SANS MESURE DE VOLUME (ESSAIS EN COMPRESSION SIMPLE)
Essai : rc ENG_800_1
.
Laboratoire ENG










Degré de saturation 114.8 %
Minéralogie 25.5 %
Densité sèche 2.25 g.cm−3































Vitesse displacement : 0.05 mm/mn
175
Essai : rc ENG_683_3
.
Laboratoire ENG










Degré de saturation 96.1 %
Minéralogie 22.2 %
Densité sèche 2.21 g.cm−3































Vitesse displacement : 0.05 mm/mn
176ANNEXE F. ESSAIS SANS MESURE DE VOLUME (ESSAIS EN COMPRESSION SIMPLE)
Essai : rc ENG_672_4
.
Laboratoire ENG










Degré de saturation 97.8 %
Minéralogie 24.2 %
Densité sèche 2.23 g.cm−3
























Vitesse displacement : 0.05 mm/mn
177
Essai : rc ENG_800_2
.
Laboratoire ENG










Degré de saturation 93.9 %
Minéralogie 26.4 %
Densité sèche 2.29 g.cm−3





























Vitesse displacement : 0.05 mm/mn
178ANNEXE F. ESSAIS SANS MESURE DE VOLUME (ESSAIS EN COMPRESSION SIMPLE)
Essai : rc ENG_720_4
.
Laboratoire ENG










Degré de saturation 80.9 %
Minéralogie 34.0 %
Densité sèche 2.26 g.cm−3


























Vitesse displacement : 0.05 mm/mn
179
Essai : rc ENG_720_3
.
Laboratoire ENG










Degré de saturation 90.2 %
Minéralogie 37.6 %
Densité sèche 2.29 g.cm−3



























Vitesse displacement : 0.05 mm/mn
180ANNEXE F. ESSAIS SANS MESURE DE VOLUME (ESSAIS EN COMPRESSION SIMPLE)
Essai : rc G3S_2296_1
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation 91.6 %
Minéralogie NaN
Densité sèche 2.26






























Equipement LVDT RDP1387+- 12.5mm,extensometer MTS length 50mm :
gage length 7.5mm ; chain extensometer : gage width 10.5mm
Vitesse strain : 1E-05 s-1
181
Essai : rc G3S_2296_11
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation 98.6 %
Minéralogie NaN
Densité sèche 2.29


























Equipement LVDT RDP1387+- 12.5mm,extensometer MTS length 50mm :
gage length 7.5mm ; chain extensometer : gage width 10.5mm
Vitesse strain : 1E-05 s-1
182ANNEXE F. ESSAIS SANS MESURE DE VOLUME (ESSAIS EN COMPRESSION SIMPLE)
Annexe G
Famille à faible limite élastique
183
184 ANNEXE G. FAMILLE À FAIBLE LIMITE ÉLASTIQUE
Essai : rc LML_2262_12
.
Laboratoire LML










Degré de saturation 83.0 %
Minéralogie 26.3 %
Densité sèche NaN g.cm−3
















































































































Vitesse strain : 6E-06 s-1
185
Essai : rc LML_2354_11
.
Laboratoire LML










Degré de saturation 98.6 %
Minéralogie 25.8 %
Densité sèche NaN g.cm−3



































































































Vitesse strain : 6E-06 s-1
186 ANNEXE G. FAMILLE À FAIBLE LIMITE ÉLASTIQUE
Essai : rc LML_2277_12
.
Laboratoire LML










Degré de saturation 85.0 %
Minéralogie 53.0 %
Densité sèche NaN g.cm−3




















































































































Vitesse strain : 6E-06 s-1
187
Essai : comp LML_2262_11
.
Laboratoire LML










Degré de saturation 83.0 %
Minéralogie 26.3 %
Densité sèche NaN g.cm−3






















































































































Vitesse axial strain : 6E-06 s-1
188 ANNEXE G. FAMILLE À FAIBLE LIMITE ÉLASTIQUE
Essai : comp LML_2354_12
.
Laboratoire LML










Degré de saturation 98.6 %
Minéralogie 25.8 %
Densité sèche NaN g.cm−3





















































































































Vitesse axial strain : 6E-06 s-1
189
Essai : comp LML_2277_23
.
Laboratoire LML










Degré de saturation NaN
Minéralogie 33.3 %
Densité sèche NaN g.cm−3

















































































































Vitesse axial strain : 6E-06 s-1
190 ANNEXE G. FAMILLE À FAIBLE LIMITE ÉLASTIQUE
Essai : comp LML_2354_13
.
Laboratoire LML










Degré de saturation 98.6 %
Minéralogie 25.8 %
Densité sèche NaN g.cm−3



















































































































Vitesse axial strain : 6E-06 s-1
191
Essai : comp LML_2277_32
.
Laboratoire LML










Degré de saturation 112.2 %
Minéralogie 23.2 %
Densité sèche NaN g.cm−3



















































































































Vitesse axial strain : 6E-06 s-1
192 ANNEXE G. FAMILLE À FAIBLE LIMITE ÉLASTIQUE
Essai : comp LML_2354_21
.
Laboratoire LML










Degré de saturation NaN
Minéralogie 35.5 %
Densité sèche NaN g.cm−3
























































































































Vitesse axial strain : 6E-06 s-1
193
Essai : comp LML_2277_11
.
Laboratoire LML










Degré de saturation 85.0 %
Minéralogie 53.0 %
Densité sèche NaN g.cm−3























































































































Vitesse axial strain : 6E-06 s-1




196 ANNEXE H. FAMILLE ISOCHORE
Essai : comp G3S_948_3
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation NaN
Minéralogie 20.4 %
Densité sèche 2.21 g.cm−3





















































































Equipement LVDT RDP1387+-12.5mm ; LVDT RDPD5/200AG n°624S
+-5mm ; extensometer MTS 632-06F30 +-12.5mm ; pressure-volume
controller GDS 20MPa
Vitesse axial strain : 1E-05 s-1
197
Essai : comp G3S_948_1
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation NaN
Minéralogie 20.4 %
Densité sèche 2.21 g.cm−3





























































































Equipement LVDT RDP1387+-12.5mm ; LVDT RDPD5/200AG n°624S
+-5mm ; extensometer MTS 632-06F30 +-12.5mm ; pressure-volume
controller GDS 20MPa
Vitesse axial strain : 1E-05 s-1
198 ANNEXE H. FAMILLE ISOCHORE
Essai : comp G3S_992_1
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation NaN
Minéralogie 33.8 %
Densité sèche 2.27 g.cm−3
































































































Equipement LVDT RDP1387+-12.5mm ; LVDT RDPD5/200AG n°624S
+-5mm ; extensometer MTS 632-06F30 +-12.5mm ; pressure-volume
controller GDS 20MPa
Vitesse axial strain : 1E-05 s-1
199
Essai : comp G3S_1006_1
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation NaN
Minéralogie 29.8 %
Densité sèche 2.25 g.cm−3




























































































Equipement LVDT RDP1387+-12.5mm ; LVDT RDPD5/200AG n°624S
+-5mm ; extensometer MTS 632-06F30 +-12.5mm ; pressure-volume
controller GDS 20MPa
Vitesse axial strain : 1E-05 s-1
200 ANNEXE H. FAMILLE ISOCHORE
Essai : comp G3S_1024_3
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation NaN
Minéralogie 22.5 %
Densité sèche 2.21 g.cm−3


























































































Equipement LVDT RDP1387+-12.5mm ; LVDT RDPD5/200AG n°624S
+-5mm ; extensometer MTS 632-06F30 +-12.5mm ; pressure-volume
controller GDS 20MPa
Vitesse axial strain : 1E-05 s-1
201
Essai : comp G3S_1043_3
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation NaN
Minéralogie 19.6 %
Densité sèche 2.20 g.cm−3


































































































Equipement LVDT RDP1387+-12.5mm ; LVDT RDPD5/200AG n°624S
+-5mm ; extensometer MTS 632-06F30 +-12.5mm ; pressure-volume
controller GDS 20MPa
Vitesse axial strain : 1E-05 s-1
202 ANNEXE H. FAMILLE ISOCHORE
Essai : comp G3S_1024_4
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation NaN
Minéralogie 22.5 %
Densité sèche 2.21 g.cm−3























































































Equipement LVDT RDP1387+-12.5mm ; LVDT RDPD5/200AG n°624S
+-5mm ; extensometer MTS 632-06F30 +-12.5mm ; pressure-volume
controller GDS 20MPa
Vitesse axial strain : 1E-05 s-1
203
Essai : comp G3S_1025_1
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation NaN
Minéralogie 20.4 %
Densité sèche 2.19 g.cm−3
























































































Equipement LVDT RDP1387+-12.5mm ; LVDT RDPD5/200AG n°624S
+-5mm ; extensometer MTS 632-06F30 +-12.5mm ; pressure-volume
controller GDS 20MPa
Vitesse axial strain : 1E-05 s-1
204 ANNEXE H. FAMILLE ISOCHORE
Essai : comp G3S_962_2
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation NaN
Minéralogie 26.2 %
Densité sèche 2.20 g.cm−3





















































































Equipement LVDT RDP1387+-12.5mm ; LVDT RDPD5/200AG n°624S
+-5mm ; extensometer MTS 632-06F30 +-12.5mm ; pressure-volume
controller GDS 20MPa
Vitesse axial strain : 1E-05 s-1
205
Essai : comp G3S_962_1
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation NaN
Minéralogie 26.2 %
Densité sèche 2.20 g.cm−3



































































































Equipement LVDT RDP1387+-12.5mm ; LVDT RDPD5/200AG n°624S
+-5mm ; extensometer MTS 632-06F30 +-12.5mm ; pressure-volume
controller GDS 20MPa
Vitesse axial strain : 1E-05 s-1




208 ANNEXE I. FAMILLE DILATANTE ASSOCIÉE
Essai : comp G3S_888_1
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation NaN
Minéralogie 28.8 %
Densité sèche 2.24 g.cm−3






























































































































Equipement LVDT RDP1387+-12.5mm ; LVDT RDPD5/200AG n°624S
+-5mm ; extensometer MTS 632-06F30 +-12.5mm ; pressure-volume
controller GDS 20MPa
Vitesse axial strain : 1E-05 s-1
209
Essai : comp G3S_922_1
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation NaN
Minéralogie 35.3 %
Densité sèche 2.28 g.cm−3















































































































Equipement LVDT RDP1387+-12.5mm ; LVDT RDPD5/200AG n°624S
+-5mm ; extensometer MTS 632-06F30 +-12.5mm ; pressure-volume
controller GDS 20MPa
Vitesse axial strain : 1E-05 s-1
210 ANNEXE I. FAMILLE DILATANTE ASSOCIÉE
Essai : comp G3S_992_5
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation NaN
Minéralogie 33.8 %
Densité sèche 2.27 g.cm−3


















































































































Equipement LVDT RDP1387+-12.5mm ; LVDT RDPD5/200AG n°624S
+-5mm ; extensometer MTS 632-06F30 +-12.5mm ; pressure-volume
controller GDS 20MPa
Vitesse axial strain : 1E-05 s-1
211
Essai : comp ANTM_1035_2
.
Laboratoire ANT










Degré de saturation 100.0 %
Minéralogie 24.4 %
Densité sèche 2.24 g.cm−3















































































































Equipement non indicated (external LVDT ?)
Vitesse axial strain : 0.0002 mn-1
212 ANNEXE I. FAMILLE DILATANTE ASSOCIÉE
Essai : comp G3S_1024_1
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation NaN
Minéralogie 22.5 %
Densité sèche 2.21 g.cm−3


















































































































Equipement LVDT RDP1387+-12.5mm ; LVDT RDPD5/200AG n°624S
+-5mm ; extensometer MTS 632-06F30 +-12.5mm ; pressure-volume
controller GDS 20MPa
Vitesse axial strain : 1E-05 s-1
213
Essai : comp G3S_1043_1
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation NaN
Minéralogie 19.6 %
Densité sèche 2.20 g.cm−3













































































































Equipement LVDT RDP1387+-12.5mm ; LVDT RDPD5/200AG n°624S
+-5mm ; extensometer MTS 632-06F30 +-12.5mm ; pressure-volume
controller GDS 20MPa
Vitesse axial strain : 1E-05 s-1
214 ANNEXE I. FAMILLE DILATANTE ASSOCIÉE
Essai : comp ANTM_970_1
.
Laboratoire ANT










Degré de saturation 96.9 %
Minéralogie 17.9 %
Densité sèche 2.25 g.cm−3




















































































































Equipement non indicated (external LVDT ?)
Vitesse axial strain : 0.0001 mn-1
215
Essai : comp ANTM_987_1
.
Laboratoire ANT










Degré de saturation 100.0 %
Minéralogie 33.3 %
Densité sèche 2.26 g.cm−3

















































































































Equipement non indicated (external LVDT ?)
Vitesse axial strain : 0.001 mn-1
216 ANNEXE I. FAMILLE DILATANTE ASSOCIÉE
Essai : comp G3S_888_3
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation NaN
Minéralogie 28.8 %
Densité sèche 2.24 g.cm−3



















































































































Equipement LVDT RDP1387+-12.5mm ; LVDT RDPD5/200AG n°624S
+-5mm ; extensometer MTS 632-06F30 +-12.5mm ; pressure-volume
controller GDS 20MPa
Vitesse axial strain : 1E-05 s-1
217
Essai : comp G3S_948_2
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation NaN
Minéralogie 20.4 %
Densité sèche 2.21 g.cm−3













































































































Equipement LVDT RDP1387+-12.5mm ; LVDT RDPD5/200AG n°624S
+-5mm ; extensometer MTS 632-06F30 +-12.5mm ; pressure-volume
controller GDS 20MPa
Vitesse axial strain : 1E-05 s-1
218 ANNEXE I. FAMILLE DILATANTE ASSOCIÉE
Essai : comp ANTM_987_3
.
Laboratoire ANT










Degré de saturation 93.8 %
Minéralogie 41.0 %
Densité sèche 2.26 g.cm−3












































































































Equipement non indicated (external LVDT ?)
Vitesse axial strain : 0.001 mn-1
219
Essai : comp ANTM_945_1
.
Laboratoire ANT










Degré de saturation 0.0 %
Minéralogie 0.0 %
Densité sèche 0.00 g.cm−3






































































































Equipement non indicated (external LVDT ?)
Vitesse axial strain : 0.001 mn-1
220 ANNEXE I. FAMILLE DILATANTE ASSOCIÉE
Essai : comp ANTM_945_2
.
Laboratoire ANT










Degré de saturation 0.0 %
Minéralogie 0.0 %
Densité sèche 0.00 g.cm−3












































































































Equipement non indicated (external LVDT ?)
Vitesse axial strain : 0.001 mn-1
221
Essai : comp ANTM_945_3
.
Laboratoire ANT










Degré de saturation 99.5 %
Minéralogie 27.6 %
Densité sèche 2.29 g.cm−3












































































































Equipement non indicated (external LVDT ?)
Vitesse axial strain : 0.001 mn-1




224 ANNEXE J. FAMILLE AVEC ENDOMMAGEMENT
Essai : comp G3S_2296_12
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation 98.4 %
Minéralogie NaN
Densité sèche 2.28



























































































Equipement LVDT 152.4mm+RDP D5/200AG
Vitesse axial strain : 2E-05 s-1
225
Essai : comp G3S_2298_1
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation 99.0 %
Minéralogie NaN
Densité sèche 2.32


























































































Equipement LVDT 152.4mm+RDP D5/200AG
Vitesse axial strain : 2E-05 s-1
226 ANNEXE J. FAMILLE AVEC ENDOMMAGEMENT
Essai : comp G3S_2300_6
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation 97.3 %
Minéralogie NaN
Densité sèche 2.33






























































































Equipement LVDT 152.4mm+RDP D5/200AG
Vitesse axial strain : 2E-05 s-1
227
Essai : comp G3S_2298_5
.
Laboratoire G3S










Degré de saturation 102.8 %
Minéralogie NaN
Densité sèche 2.34

































































































Equipement LVDT 152.4mm+RDP D5/200AG
Vitesse axial strain : 2E-05 s-1
